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Na fabricação de moldes e matrizes requer-se o fresamento de cavidades profundas 
com geometrias complexas de aço endurecido. Para este processo são comumente utilizadas 
ferramentas com grande relação comprimento/diâmetro (L/D). Isso faz com que o processo de 
corte tenha alta tendência a gerar vibração. Vários sistemas de absorção da vibração 
(amortecedores) aplicados na ferramenta de corte vêm sendo estudados para favorecer a 
estabilidade do processo de corte, principalmente nos processos de torneamento. Para os 
processos de fresamento, devido a rotação da ferramenta, a aplicação de sistemas de 
amortecimento é mais complexa. Neste trabalho foi avaliado o uso e efetividade do 
amortecedor por efeito de impacto aplicado internamente à ferramenta de corte nas operações 
de fresamento em alta velocidade. Para isto foi usada uma fresa de ponta redonda com relação 
L/D = 7 usinando uma superfície curva, convexa, de aço AISI D6 com dureza de 60 HRC em 
duas trajetórias de corte (descendente e ascendente). Foram comparados os resultados de 
rugosidade da peça, variação das forças e desgaste da ferramenta ao utilizá-la sem e com o 
sistema de amortecimento por impacto. O trabalho foi dividido em o desenvolvimento da 
ferramenta com o sistema de amortecimento por impacto e duas etapas de experimentos. Na 
primeira etapa, os resultados mostraram a diferença de rugosidade da peça e variação dos 
esforços de corte ao utilizar a ferramenta com e sem o amortecedor por impacto, 
principalmente na região de contato ferramenta-peça com maior tendência a gerar vibração. 
Também, foi mostrada a influência do tamanho das esferas (utilizadas como elementos para 
produzir o impacto) no efeito de amortecimento. Na segunda etapa de ensaios, foram 
comparados os resultados de vida da ferramenta, variação das forças e rugosidade da peça no 
fim de vida das ferramentas sem amortecedor e com as esferas para o impacto que obtiveram 
os melhores resultados de amortecimento na primeira etapa de ensaios. Os resultados da 
segunda etapa mostraram que, a ferramenta com amortecimento obteve maior vida que sem 
amortecimento. Além disso, os resultados de rugosidade e variação das forças mostraram que 
a ferramenta com o amortecedor aplicado continuou amortecendo a vibração até o fim de 
vida, gerando menores rugosidades e variação das forças que a ferramenta sem amortecedor. 








In the manufacture of molds and dies it is necessary to mill deep cavities with complex 
geometries in hardened steel. For these processes is commonly used and tools with a large 
length/diameter ratio (L/D) are required. This condition causes the cutting process to have a 
high tendency to generate vibration. Several vibration absorption systems (dampers) have 
been studied to favor the stability of the cutting process, which are applied in the cutting tool 
mainly for turning processes. For milling processes, due to the rotation of the tool, the 
application of damping systems is more complex. However, recent work shows solutions for 
milling by applying vibration dampers. This work aims to verify the use and effectiveness of 
impact dampers applied internally to the cutting tool in high speed milling operations. For 
this, a spherical end mill with L/D = 7 ratio was used, machining a curved, convex surface of 
AISI D6 steel with a hardness of 60 HRC in two cutting trajectories (descending and 
ascending). Results of roughness of the workpiece, variation of cutting forces and tool wear 
when using the cutting tool with and without the damping system were compared. In addition, 
three diameters of steel spheres (used as elements to produce impact) were tested. This study 
presents the development of the tool with the impact damping system and two stages of 
experiments. In the first stage of the tests, the results showed differences in the workpiece 
roughness and variation of the cutting forces when using the tool with and without the impact 
damper, mainly in the region of tool-piece contact with a tendency to generate vibration. Also, 
the influence of the size of the spheres on the damping effect was shown. The second stage of 
the tests consists of a comparison for the tool life, cutting forces variation and roughness 
values at the end of tool life for the tool without damper and the tool using the sphere size that 
produced the best damping results in the first test stage. The results of the second stage 
showed that the tool with damping obtained a longer life than without damping. In addition, 
the results of roughness and cutting forces variation showed that the tool with the applied 
damping system continued damping the vibration until the end of life, generating smaller 
roughness and variation of the cutting forces that the tool without vibration damper. 
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O processo de fresamento é uma das operações de usinagem mais comuns e de muita 
importância para a indústria na atualidade. Quando se desenvolve o fresamento há vários 
fatores que podem prejudicar o processo ou os elementos que operam no mesmo. Portanto, 
sempre se procura a otimização para uma maior taxa de remoção de material, sem sacrificar a 
ferramenta ou a qualidade do produto final. Existem muitos fenômenos dinâmicos que podem 
ocorrer durante o processo de fresamento de uma peça, que são gerados por vários fatores, tais 
como a geometria da ferramenta de corte, a homogeneidade e o comportamento do material, 
parâmetros de corte, entre outras. Um dos fenômenos que limita a produtividade do processo 
de corte é a vibração. As vibrações em excesso são muito prejudiciais, pois podem causar 
baixa qualidade no acabamento da superfície (forma e dimensões), aceleram o desgaste/avaria 
da ferramenta de corte e produzem danos aos elementos da máquina. Por estas razões, é muito 
importante o estudo das vibrações nos processos de usinagem. No processo de fresamento de 
moldes e matrizes, o estudo da vibração é ainda mais importante, pois deseja-se rugosidades 
bem baixas na peça, para evitar o processo de eletro-erosão ou polimento posterior ao 
fresamento. Além disso, a ferramenta utilizada acostuma ter diâmetro pequeno, para copiar 
pequenos raios típicos da geometria de moldes/matrizes e ser longa, para poder usinar 
cavidades profundas, também típico de este tipo de peças. Isso resulta na condição propícia 
para aparecimento de vibrações. Sistemas de absorvedores da vibração ativos e passivos vêm 
sendo estudados e aplicados na ferramenta para melhorar a estabilidade do processo de corte, 
principalmente em operações de torneamento. Nos processos de fresamento, devido ao fato da 
ferramenta girar, a aplicação desses dispositivos é mais complexa do que em torneamento. 
Este trabalho tem como objetivo avaliar a possibilidade e efetividade de aplicação do 
absorvedor (amortecedor) de vibração por efeito de impacto internamente à ferramenta nas 









2. REVISÃO DA LITERATURA 
 
 
2.1. Vibração em Usinagem 
 
Vibração é qualquer movimento que se repete durante um intervalo de tempo. 
Classifica-se as vibrações em dois tipos: vibração livre e vibração forçada. A vibração livre é 
o movimento oscilatório que ocorre devido a uma perturbação inicial do sistema, que passa a 
oscilar na sua frequência natural sem nenhuma fonte de perturbação externa. A vibração 
forçada é aquela que uma força externa perturba o sistema durante todo o intervalo de tempo 
do movimento oscilatório. De acordo com Rao (2008), um sistema mecânico de vibração 
simples (um grau de liberdade – 1 GDL) pode ser representado por um conjunto massa-mola-
amortecedor (Figura 2.1), que representa a inércia (meq), a rigidez (keq) e a dissipação de 
energia (ceq) do sistema. 
  
Figura 2.1: Sistema mecânico de vibração simples (1 GDL). 
Fonte: Rao (2008). 
 
Durante o processo de usinagem, no instante do corte, as componentes da força de 
usinagem atuam sobre a ferramenta e sobre a peça, deslocando-as e impondo-as um 
movimento oscilatório com uma determinada frequência e amplitude, que pode resultar num 
efeito de vibração muito prejudicial para todos os componentes do processo. A geração de 
grandes amplitudes de vibração na ferramenta é indesejável e prejudicial à produtividade, 
comprometendo o tempo e o custo de produção, pois causa elevado desgaste da aresta de 





Segundo Quintana & Ciurana (2011) durante a usinagem podem ocorrer três tipos de 
vibração: livre, forçada e auto-excitada (chatter). A vibração livre ocorre quando há uma 
colisão entre a ferramenta e a peça devido ao um erro de posicionamento na trajetória de corte 
planificada. A vibração forçada ocorre devido à excitação externa harmônica quando a aresta 
de corte entra e sai da peça de trabalho e pelos próprios esforços de corte, mas, também é 
associada a outros fatores como por exemplo, utilizar uma ferramenta de corte desbalanceada, 
pelo desgaste dos rolamentos da máquina ou pode ser transmitida por outra máquina através 
do chão da fábrica. A vibração auto-excitada é aquela que extrai energia do início do processo 
de corte e cresce com a interação entre a peça e a ferramenta durante o processo de formação 
de cavaco, levando todo o sistema à instabilidade. Para Kayhan et al. (2009) comparado com 
vibrações livres e forçadas, as vibrações auto-excitadas são muito mais prejudiciais para a 
superfície da peça e para a ferramenta de corte, devido ao seu comportamento instável, que 
pode resultar em deslocamentos relativos de grande amplitude entre peça e ferramenta. 
Para Solis et al. (2004) a vibração auto-excitada não é causada por forças externas, é 
gerada pela força de corte na interação máquina/ferramenta/peça, quando a capacidade de 
amortecimento do sistema é insuficiente para absorver a energia transmitida pelo processo de 
corte, gerando um mecanismo auto-excitante que provoca variações contínuas na espessura do 
cavaco. Siddhpura & Paurobally (2012) mostraram que o fenômeno do chatter não está 
relacionado com uma fonte de energia externa e sim com a própria dinâmica do processo de 
corte. Para os autores, o principal parâmetro que contribui para causar vibração auto-excitada 
é a profundidade de corte, devido à espessura do cavaco, que aumenta com o aumento da 
profundidade de corte. A partir do instante que a espessura do cavaco ultrapassa um 
determinado limite, inicia-se o chatter, que aumenta sua intensidade se a espessura do cavaco 
continua a aumentar. 
Vários autores classificam o chatter em primário e secundário. O primário é 
relacionado com o mecanismo físico do processo de corte (atrito entre peça/ferramenta e os 
efeitos termodinâmicos devido à taxa de deformação na zona de deformação plástica), e o 
secundário é relacionado com o efeito regenerativo durante a formação de cavaco (Tlusty 
(2000) e Faassen et al. (2003) apud Quintana & Ciurana (2011) e Lamraoui et al. (2014)). 
Atualmente, a maioria das publicações tratam o efeito regenerativo como chatter, por 





O efeito regenerativo está relacionado com o perfil “ondulado” deixado na superfície 
pela ferramenta após o corte (Figura 2.2). No passe seguinte, aresta inicia o corte em uma 
posição diferente do corte anterior, passando a existir uma defasagem entre as ondas dos 
cortes atual e anterior. A defasagem promove uma variação na espessura do cavaco e, 
consequentemente, variação nos esforços de corte sobre a ferramenta durante o corte, 






Figura 2.2: Interação ferramenta-peça no (a) torneamento e (b) fresamento. 
Fonte: Siddhpura et al. (2012) e Altintas et al. (1995). 
  
As vibrações livres e forçadas podem ser controladas ou eliminadas desde que as 
fontes que causam essas vibrações sejam identificadas. Porém, a análise de vibrações durante 
a usinagem é um processo complexo, pois, há ocorrência de uma constante variação dos 





consequentemente, do deslocamento da ferramenta. No caso das vibrações auto-excitadas, 
ocorrem muitas instabilidades que dificultam a identificação de suas causas e as formas para 
controlá-las. 
Sempre haverá vibração em usinagem. Entretanto, somente aquelas que possuem 
maiores amplitudes são tratadas como problemas, devido ao péssimo acabamento superficial 
causado à peça e ao desgaste/avaria acelerado(a) da ferramenta. A vibração não pode ser 
eliminada totalmente, pois é uma característica inerente dos sistemas mecânicos que 
interagem entre si, mas, pode ser minimizada para que não sejam alcançados valores altos, 
evitando que causem prejuízos ao processo de usinagem. 
 
 
2.1.1.  Vibração em Fresamento 
 
No fresamento, devido ao processo de formação do cavaco e à variação nas forças de 
usinagem, especialmente durante o corte de superfícies intermitentes ou complexas, são 
geradas vibrações. O tipo de vibração mais comum que ocorre nestes casos é a vibração auto-
excitada (Castanhera et al., 2016). 
Segundo SANDVIK (2000), a pesar do fato de que no fresamento, diferentemente do 
torneamento, é a ferramenta que rotaciona, a maioria das condições necessárias para 
operações bem-sucedidas é a mesma que do torneamento, como são: fixação rígida, 
comprimento da ferramenta mais curto possível, maior diâmetro do conjunto possível 
(diâmetro do corpo da ferramenta e de corte), massa mínima possível da fresa para reduzir a 
energia cinética em uma potencial vibração. Além disso, a fixação da peça e a estabilidade da 
máquina são dois fatores importantes a serem considerados cuidadosamente para minimizar a 
vibração. A condição da máquina também tem uma grande influência na vibração. 
Para SANDVIK (2000) no fresamento existem quatro fatores básicos que têm grande 
influência na vibração, quais sejam: o ângulo de posição e forças de corte, o diâmetro da fresa 
em relação à profundidade radial de corte, a geometria da pastilha e o passo da fresa. Como 





maior amplitude das diversas componentes da força de usinagem. Quanto maior o ângulo, 
maior a força de corte no sentido radial, que é a direção com mais baixa rigidez, 
proporcionando maiores deslocamentos e vibrações da ferramenta. Por tanto, é importante 
fazer a seleção da fresa mais adequada de acordo com o processo e a aplicação. 
 
Figura 2.3: Influência do ângulo de posição na estabilidade da ferramenta no processo de 
fresamento. Fonte: SANDVIK (2000). 
 
SANDVIK (2000) recomenda utilizar o menor diâmetro de corte (Dc) possível para a 
operação. O menor diâmetro reduzirá a potência, o torque e as forças de corte que provocam a 
deflexão da ferramenta, devido que tem o menor número de arestas cortando e por tanto 
menor área de contato com a peça de trabalho no mesmo tempo. Porém o diâmetro de corte 
(Dc) deve ser 20-50% maior do que a largura de corte (ae) para não ficar com as desvantagens 
do corte concordante-discordante. Além disso, também vai depender do balanço da 
ferramenta, devido que com uma razão L/D (comprimento da ferramenta para fora de sua 
fixação (L) / diâmetro da haste da ferramenta (D)) muito grande, resulta numa baixa 
estabilidade. 
Quando múltiplas pastilhas estão em contato com o material em um determinado 
instante, o risco de vibração aumenta; devido que a frequência de entrada das arestas de corte 
na peça de trabalho durante o processo de fresamento pode produzir forças harmônicas que 





passo variável, que é a disposição das pastilhas em ângulos diferentes, o que altera a 
frequência de entrada dos dentes na peça, aumentando a estabilidade e diminuindo a 
possibilidade do chatter (SANDVIK, 2000). 
 
 
2.2. Fresamento em Alta Velocidade (HSM) 
 
O fresamento em alta velocidade (High Speed Machining - HSM) é uma das técnicas 
utilizadas para a usinagem de moldes e matrizes de aço (32 a 63 HRC), em operações de 
acabamento. A HSM visa acabar com a eletro-erosão e o polimento, devido que realizar a 
usinagem completa (desbaste e acabamento) com a peça já dura representa menor tempo de 
fabricação em relação a utilizar os outros processos já mencionados (Castanhera et al., 2016). 
A técnica de HSM utiliza valores de relação da largura de corte com o diâmetro da 
ferramenta (ae/Dc) e profundidade de corte (ap) baixos. Isto produz um pequeno ângulo de 
contato entre aresta de corte-peça em cada revolução da ferramenta e, consequentemente, 
baixa espessura média de cavaco (hm), gerando baixas forças de corte e baixa temperatura na 
ferramenta e na peça. As baixas forças de corte geradas permitem atingir rugosidades de até 
0,2 µm e possibilitam a usinagem de peças com paredes finas. Devido que a ferramenta de 
corte utilizada tem diâmetro pequeno as rotações (n) devem ser altas para se atingir a 
velocidade de corte (vc) e como o ângulo de contato é baixo o avanço por dente (fz) pode ser 
mais alto para não se ter espessura média de cavaco muito baixo. Com isso tem-se velocidade 
de avanço alto (vf = fz.z.n). A pesar de que o fresamento HSM tem rotações e velocidades de 
avanço mais altos em comparação com o fresamento convencional, o volume de cavaco/min é 
baixo, pois a largura e profundidade de corte são baixos. Entretanto, o volume de cavaco 
removido é bem maior em comparação com o processo de eletro-erosão ou polimento, que 
são os processos que a HSM visa substituir. 
Conforme mostrado na Figura 2.4, os moldes têm cavidades profundas e pequenos 
raios de canto. Por tanto, são necessárias ferramentas longas e com diâmetros pequenos, 
caracterizando uma condição propícia para aparecimento de vibrações. No fresamento em alta 





do corpo) grande, devem ser ferramentas balanceadas devido às altas rotações utilizadas e o 
sistema de fixação deve ser o mais balanceado possível para resistir todas as forças 
produzidas durante o processo de corte (SANDVIK, 2002). 
 
Figura 2.4: Fresamento de contornos em moldes. 
Fonte: SANDVIK (2002). 
 
 
2.2.1. Vibração no Fresamento em Alta Velocidade 
 
Segundo Oliveira (2007) no fresamento de moldes com usinagem de alta velocidade 
os principais tipos de vibrações envolvidos são as vibrações forçadas e auto-excitadas 
(conhecidas como chatter). A vibração auto-excitada tem um efeito crítico sobre as operações 
de acabamento, nas quais os erros de forma e rugosidade precisam ser minimizados. Para 
Diniz et al. (2013) na usinagem de moldes com a técnica HSM um desafio para os 
profissionais da fabricação é encontrar formas de minimizar as vibrações produzidas pelo uso 
de uma ferramenta de corte com uma rigidez tão baixa e obter uma boa qualidade superficial 
da peça com uma longa vida da ferramenta. 
Devido ao pequeno raio da ferramenta utilizada no fresamento de moldes e matrizes, é 
necessário a utilização de altas rotações do eixo-árvore para se alcançar a velocidade de corte 
adequada. (Chen et al., 2005 e Lacalle et al., 2002 e Altan et al., 2000). A ocorrência de 





utilizada, mas no HSM é importante porque a alta velocidade da ferramenta faz com que ela 
possa atingir frequências semelhantes àquelas em que este tipo de vibração ocorre (Altintas et 
al. e Fox-Rabinovich, 2014 e Lacalle & Lamikiz, 2009 e Koshy et al., 2002).  
Flom & Komanduri (1989) reportaram que as forças de corte diminuem com o 
aumento da velocidade de corte até um certo limite, a partir do qual as forças aumentam 
gradualmente. Schulz & Moriwaki (1992) afirmam que a força diminui com o aumento da 
velocidade de corte. No entanto, usando um modelo matemático, Dagiloke et al. (1995) 
mostraram que uma velocidade de corte até 1200 m/min não influencia as forças durante o 
processo de corte. 
Para Toh (2004) e Tang (2006) a força de corte é influenciada por vários fatores, tais 
como a geometria da ferramenta, as propriedades do material da peça de trabalho, condições 
de corte, a estratégia de corte, etc. As forças de corte provocam deflexão na fixação entre a 
máquina e ferramenta que é transmitida para o sistema de ferramenta/peça (Kim et al., 2003), 
e pode causar erros significativos na superfície da peça de trabalho (Erdim et al., 2006). As 
deflexões devem ser controladas principalmente em operações de acabamento já que afetam a 
qualidade da superfície usinada e a vida da ferramenta (Geist, 1999). 
Suh, et al. (1996) utilizaram um modelo que considera a ferramenta definida como um 
cilindro longo fixado em uma extremidade para estudar a deflexão da ferramenta. Este 
modelo não inclui considerações dinâmicas, mas pode fazer previsões coerentes, porque em 
operações de acabamento em que as profundidades de corte são pequenas, o processo está 
perto de estabilidade (Lacalle et al., 2002) e o comportamento da ferramenta é quase estático 
(Salgado et al., 2005). Em condições de corte estáveis, a deflexão estática da ferramenta é 
mais significativa do que a deformação dinâmica. A deflexão estática da ferramenta (𝛿) 
(considerando a ferramenta como um cilindro) pode ser calculada utilizando a equação (2.1), 
em que F é a força perpendicular ao eixo da ferramenta de corte, E é o módulo de Young do 















Souza et al. (2014) afirmaram que, ao contrário do fresamento comum, no fresamento 
de superfícies complexas o contato peça-ferramenta muda constantemente, podendo tornar o 
processo instável. Devido às características geométricas do processo, o diâmetro efetivo da 
ferramenta (diâmetro da fresa em contato com a peça) muda constantemente durante o corte. 
Dependendo da profundidade de corte utilizada e da curvatura da superfície usinada, o ângulo 
do avanço (ângulo formado entre o eixo da ferramenta e a direção normal da superfície - Lead 
angle) varia muito. Também, a velocidade de corte pode ser zero quando o centro da 
ferramenta é utilizado para remover material, o que também provoca graves alterações na 
estabilidade do processo. Os autores estudaram a influência do ângulo de avanço e do 
acoplamento do centro da ponta da ferramenta na região de corte, avaliaram a força de 
usinagem e suas componentes cartesianas de acordo com as variáveis do processo, tais como:  
trajetória do corte da ferramenta, a velocidade de corte e o ângulo de contato da superfície 
com a ferramenta (Lead angle) utilizando ferramenta de corte com ponta redonda. Como é 
mostrado na Figura 2.5, encontrou-se que a direção de corte no sentido ascendente (trajetória 
a partir da base para o topo da peça) apresentou variação de forças de usinagem com muita 
tendência a gerar vibrações (maior variação de forças na direção radial - Fr); enquanto que no 
sentido descendente a variação das forças tem menos tendência a gerar vibrações (maior 
variação de forças na direção axial – Fz, que é uma direção rígida), o que permite que o 
processo seja mais estável. Além disso, na zona de corte com velocidade zero, parte do 
material é removido por cisalhamento e outra parte por deformação plástica, o que leva ao 







Figura 2.5: Componentes da força de usinagem no corte circular em 3 eixos. 
Fonte: Souza et al. (2014). 
 
De acordo com Lamikiz et al. (2004) a força de usinagem é um dos fatores que mais 
influenciam no acabamento da peça e na vida da ferramenta durante o fresamento de 
superfícies complexas. Isto porque a espessura do cavaco varia, com uma consequente 
variação nas forças, não só devido à variação da espessura normal inerente ao processo de 
corte, mas também devido às variações na inclinação e sentido da superfície usinada, o que 
faz com que as componentes da força de usinagem variem. 
No fresamento com ferramentas de ponta redonda, o ângulo entre o eixo da fresa e a 
superfície da peça usinada pode sofrer variações. As variações de inclinação da ferramenta 
podem ocorrer no sentido paralelo ou perpendicular à direção de avanço. O ângulo formado 
entre o eixo da ferramenta e uma reta perpendicular à peça na direção paralela ao avanço é 
denominado ângulo de avanço (Lead angle) e o ângulo formado entre o eixo da ferramenta e 
uma reta perpendicular à peça na direção perpendicular ao avanço é denominado ângulo de 






Figura 2.6: Ângulo de avanço (Lead angle) e ângulo de inclinação (Tilt angle). 
Fonte: Ozturk et al. (2009). 
 
De acordo Ozturk et al. (2009) o ângulo de inclinação entre o eixo da ferramenta e a 
superfície usinada é um fator muito importante na geração das forças de corte e erros de 
forma, porque estes ângulos alteram a geometria de corte e a mecânica do processo, afetando 
a estabilidade e o comportamento da vibração. Este ângulo define quais serão as componentes 
da força de usinagem mais pronunciadas. A escolha adequada deste ângulo faz com que as 
maiores componentes da força de usinagem sejam nas direções mais rígidas de ferramenta e 
peça, o que pode melhorar até quatro vezes a estabilidade do processo. 
Se uma superfície é perpendicular ao eixo de uma ferramenta de ponta redonda, a 
velocidade de corte no centro da ferramenta é zero, gerando deformação plástica, o que pode 
causar avarias na aresta de corte, prejudicando a qualidade da superfície usinada. No entanto, 
na maioria das operações de corte para moldes com este tipo de ferramenta, as superfícies 
geradas não são perpendiculares ao eixo da ferramenta. Schulz (1995) e Kang et al. (2001) 
reportaram que em superfícies inclinadas, o problema da velocidade de corte zero está 
ausente, uma vez que o diâmetro efetivo da ferramenta aumenta. 
Diniz et al. (2009) afirmaram que a medida que o ângulo entre a ferramenta de corte e 
a superfície usinada (Lead angle) diminui, o valor da componente radial vai reduzindo e o 
valor da componente axial aumenta, como se mostra na Figura 2.7. No processo de 
fresamento, a direção radial da ferramenta não é muito rígida, já que só o corpo da ferramenta 
resiste à deformação gerada. No entanto, a direção axial é muito rígida porque, neste sentido, 
todo o sistema de fixação entre a máquina e ferramenta resiste à compressão causada pela 






Figura 2.7: Componentes de força de corte axial e radial de acordo com a inclinação da 
superfície. Fonte: Oliveira & Diniz (2009). 
 
Wojciechowski et al. (2014) estudaram a influência do ângulo de avanço (Lead angle) 
sobre as forças de corte e a vibração, tanto quantitativa como qualitativamente. Também 
desenvolveram uma fórmula para a força de corte e o modelo de vibração, incluindo 
parâmetros geométricos cinemáticos. O modelo desenvolvido foi validado empiricamente 
mediante o fresamento de uma peça de aço endurecido com superfície complexa e usando 
ferramenta com ponta redonda. O trabalho revelou que as forças de corte e a vibração são 
fortemente afetadas pelo ângulo de avanço da superfície, tanto no aspecto quantitativo quanto 
qualitativo. 
Para Souza et al. (2014) a escolha da estratégia de corte mais adequada é capaz de 
reduzir a vibração da ferramenta e produzir a melhor acabamento de superfície, o que é ideal 
para matrizes e moldes. Escolher uma estratégia de corte significa a escolha do sentido de 
corte da ferramenta e a inclinação do eixo da ferramenta em relação à superfície usinada. A 
escolha da estratégia de corte é importante para reduzir a vibração e, consequentemente, a 
rugosidade da superfície da peça de trabalho. 
As altas velocidades de rotação e taxas de avanço da técnica HSM impõe restrições 
sobre a estratégia de corte mais correta, a usinagem dos raios de canto faz com que a 





desejada. Estas mudanças rápidas na carga da ferramenta, especialmente ao se cortar material 
endurecido, como é o caso da usinagem de acabamento de moldes e matrizes, podem resultar 
em um aumento excesivo do desgaste (Logins et al., 2015). 
Castanhera et al. (2016) realizaram vários experimentos de fresamento de uma peça de 
aço temperado circular AISI D6 convexa, variando a direção de corte (ascendente e 
descendente da geometria circular) e o ângulo de inclinação da ferramenta, como se mostra na 
Figura 2.8. 
 
Figura 2.8: Esquema da peça de trabalho utilizada nos experimentos. 
Fonte: Castanhera et al. (2016). 
 
Os resultados mostrados na Figura 2.9 indicam que a trajetória ascendente (Upward) 
da ferramenta gerou valores elevados de rugosidade, também influenciados pela inclinação da 
ferramenta. A trajetória descendente da ferramenta teve valores de baixa rugosidade e foi 
menos influenciada pela inclinação da ferramenta. Foi concluído que a trajetória ascendente 
da ferramenta e a inclinação positiva da ferramenta (ângulo positivo na direção do avanço) 
devem ser evitados porque geraram valores de rugosidade incompatíveis com aqueles 






Figura 2.9: Resultados de rugosidade Ra para diferentes ângulos e estratégias de corte. 
Fonte: Castanhera et al. (2016). 
 
Kull Neto et al. (2016) estudaram a influência da frequência de entrada de dente e 
estratégia de corte sobre a vibração da ferramenta no fresamento de superfícies de aço 
endurecido numa peça com geometria como a mostrada na Figura 2.8, em altas velocidades e 
com fresas esbeltas. Eles testaram estratégias de usinagem ascendente e descendente, com 
variação contínua do ângulo de avanço ao longo do caminho da ferramenta e um ângulo de 
inclinação zero. Os resultados mostraram que a frequência de entrada do dente não teve 
influência significativa sobre a rugosidade e as forças de corte. No caso, o fator mais 
importante que afeta a rugosidade foi a estratégia de corte, a usinagem descendente gera a 
menor variação nas forças radiais, proporcionando melhor acabamento superficial. 
Na usinagem em 3 eixos contra 5 eixos a maior tendência para vibração vai depender 
da estratégia de corte utilizada, o seja a estratégia que produz uma menor variação das forças 
de corte. Chao et al. (2016) mencionam que no fresamento com ferramentas de ponta redonda 
para peças com superfícies complexas o corte fica facilitado quando se utiliza máquinas com 
5 eixos. Em máquinas de 3 eixos a direção do eixo da ferramenta é sempre constante, mas 
pode ser orientada para evitar as colisões e os valores de velocidade zero na ponta da 





utilizadas ferramentas de ponta redonda no fresamento em 3 eixos, existe uma grande 
desvantagem quando o centro da ferramenta está em contato com a peça. Nesse ponto a 
velocidade de corte é zero e o espaço para alojamento do cavaco é pequeno, podendo causar 
danos à aresta de corte e uma baixa qualidade superficial. 
 
Figura 2.10: Ferramenta de ponta redonda no fresamento em 3 eixos. 
Adaptado de Souza et al. (2014). 
 
Em máquinas de 5 eixos, para o posicionamento da ferramenta em relação à peça, os 
ângulos de avanço (Lead angle) e os valores de inclinação (Tilt angle) podem ser escolhidos, 
de modo a evitar o contato do centro da ferramenta com a superfície da peça. Além disso, 
influencia a geração das componentes da força de usinagem durante o corte, e assim, com a 
correta seleção desses ângulos pode-se diminuir a tendência de vibrações (Oliveira, 2009). 
As forças geradas na direção radial são as mais críticas, devido que é a menos rígida e 
as cargas neste sentido tendem a causar instabilidade da ferramenta, produzindo vibração. A 
direção axial é mais rígida já que nesta direção encontra-se o sistema de fixação da máquina-
ferramenta que resiste às cargas provocadas pela força de usinagem nesse sentido. No 
fresamento em 5 eixos pode-se minimizar as componentes radiais e aumentar as componentes 






Scandiffio et al. (2016) fizeram um estudo no fresamento em 4 eixos, abordando a 
influência do ângulo de avanço (Lead angle) nos esforços de corte e na qualidade da 
superfície usinada para a fabricação de matrizes e moldes. Quando se usina um perfil 
complexo em 3 eixos, o ângulo de avanço entre a peça e a ferramenta varia, com que também 
varia o diâmetro efetivo de corte, a velocidade de corte, as componentes da força de 
usinagem, e consequentemente, a rugosidade da superfície usinada. Foram fresadas 
superfícies semi-cilíndricas, de aço temperado AISI D6 (60 HRC), com ferramenta de ponta 
circular, para 3 diferentes inclinações (Lead angle) da ferramenta (5o, 45o e 85o - mantidas 
constantes ao longo dos ensaios) e para trajetórias de corte ascendente e descendente. Foram 
analisados o comportamento das forças de usinagem, a rugosidade da peça e a vida da 
ferramenta. Concluiu-se que com o corte ascendente as forças radiais e tangenciais oscilam 
bastante, fazendo com que a rugosidade da peça seja prejudicada. No sentido descendente, 
quando o centro da ferramenta tem contato com a peça, o esforço de corte na direção axial da 
ferramenta é muito grande, pela deformação plástica gerada no instante do corte com a 
superfície da peça, devido que no centro da fresa a velocidade de corte é zero. Porém, a pesar 
que nesse ponto (velocidade zero) ocorra uma grande deformação plástica, os resultados de 
vida de ferramenta e rugosidade neste sentido de corte apresentaram os melhores valores em 
todos os ensaios realizados. 
Chao et al. (2016) apresentaram o desenvolvimento de um algoritmo para a orientação 
automática dos eixos da ferramenta de corte evitando as vibrações no fresamento de 
superfícies complexas em 5 eixos com fresas de ponta redonda, melhorando 
significativamente a produtividade. A orientação do eixo da ferramenta dada pelo algoritmo 
desvia as forças de corte na direção do eixo mais rígido (eixo Z), minimizando as vibrações. 
Eles concluíram que a maior causa de vibrações prejudiciais no fresamento com fresas de 
ponta redonda em 5 eixos é a flexibilidade da ferramenta de corte e da peça de trabalho. 
 
 
2.3. Amortecimento da Vibração 
 
Nos últimos anos, vêm-se desenvolvendo novas formas de evitar a ocorrência de 





Os dispositivos ativos são aqueles que utilizam alguma fonte de energia externa ao 
sistema máquina-ferramenta para eliminar as vibrações da ferramenta durante a usinagem. Os 
dispositivos passivos utilizam a própria energia vibracional gerada pelo sistema durante o 
corte para vibrar uma massa auxiliar, que é geralmente adicionada à ferramenta, e assim, 
eliminar a vibração da mesma. Podem ser mencionados vários métodos desenvolvidos para a 
supressão das vibrações, tais como a remoção ativa por elementos piezoelétricos (Neugebauer 
et al., 2007), o deslocamento de fase entre a modulação interna e externa da onda de 
regeneração do corte (Soliman et al., 1997 e Namachchivaya et al., 2003) e a alteração das 
propriedades dinâmicas da ferramenta (Parus et al., 2009 e Wang, 2011). Todos esses 
métodos podem ser classificados como sistemas de amortecimento ativos ou passivos. 
 
 
2.3.1.  Amortecimento Ativo da Vibração 
 
Os amortecedores ativos de vibração são dispositivos que aumentam o amortecimento 
de um sistema utilizando uma fonte de energia externa. Basicamente, consistem de um 
conjunto de sensores que monitoram a vibração do sistema, caso a vibração seja maior do que 
o desejado, a partir de um processador de sinal é acionado um atuador para diminuir o 
movimento vibratório. 
Rao (2008) descreve com mais detalhes o funcionamento de um dispositivo para 
controle ativo de vibração (Figura 2.11). Segundo o autor, esse sistema mantém uma distância 
constante (l) entre a massa vibratória e um plano de referência. À medida que a força F(t) 
aplicada ao sistema (massa) varia, a distância l tende a variar. A mudança em l é percebida 
pelo sensor, que produz e envia ao processador um sinal (ou resposta) proporcional à 
magnitude da excitação do corpo vibratório. O processador produz um sinal de comando para 
o acionador, com base no sinal que recebe do sensor. O acionador desenvolve um movimento 
ou força proporcional ao sinal de comando. O movimento ou força do acionador controlará o 
deslocamento da base (conectada ao sistema da massa vibratória) de modo tal que a distância l 








Figura 2.11: Sistema de controle ativo de vibrações. 
Fonte: Rao (2008). 
 
Segundo Rashid et al. (2006) foram desenvolvidas várias estratégias de controle ativo 
nos principais processos de usinagem, como torneamento, fresamento, furação e retificação, 
com variados níveis de sucesso na resolução dos problemas associados com a vibração. 
Porém, a maioria dos sistemas de controle ativo da vibração em usinagem foram realizados 
para o processo de torneamento e pouco tem sido feito no fresamento. No caso do 
torneamento, os sensores e atuadores podem ser colocados na ferramenta que é estacionária, 
no entanto, no fresamento a peça de trabalho e os dispositivos de fixação são componentes 
estacionários do sistema estrutural. O problema pode ser simplificado se o sistema de controle 
ativo é montado diretamente na peça de trabalho em vez da ferramenta. Os autores 
desenvolveram um dispositivo de fixação para a peça formado por um suporte (pallet) 
colocado acima de uma estrutura (chuck) que contém o sistema de controle das vibrações 
(Figura 2.12). Todos os elementos do dispositivo de fixação (pallet–chuck) são fixados entre a 
peça e a mesa de trabalho. Foram feitos ensaios de fresamento em peças de aço e alumino. 
Como é mostrado na Figura 2.13, os resultados indicam uma grande diminuição da amplitude 







Figura 2.12: Elementos e montagem do dispositivo de fixação (pallet-chuck) para a peça. 
Fonte: Rashid et al. (2006). 
 
 
Figura 2.13: Comportamento da força dinâmica ao longo do tempo, com e sem             o 
sistema de controle ativado, para (a) aço e (b) alumínio. 
Fonte: Rashid et al. (2006). 
 
Weremczuk et al. (2015) apresentaram a aplicação de um dispositivo de excitação 
externo aplicado na peça de trabalho para controlar a vibração no processo de fresamento. 
Foram realizados estudos numéricos num modelo bidimensional não-linear de fresado. O 
modelo analisado leva em conta a sensibilidade da ferramenta e da peça de trabalho, assim 





prejudiciais, foi introduzido o conceito de controle ativo utilizando elementos piezoelétricos. 
Os resultados mostraram que com o dispositivo de excitação externo, observa-se a redução do 
nível de vibração, como mostra a Figura 2.14. Conluiou-se que as vibrações podem ser 
reduzidas pelo movimento adicional (excitação externa) aplicado na peça. 
 
Figura 2.14: Deslocamento da peça de trabalho ao longo do tempo, (a) sem excitação 
externa e (b) com excitação externa. Fonte: Weremczuk et al. (2015). 
 
 
2.3.2.  Amortecimento Passivo da Vibração 
 
Ao contrário dos dispositivos de controle de vibração que utilizam fonte de energia 
externa para diminuir amplitudes de vibrações em sistemas mecânicos, os dispositivos de 
amortecimento passivo utilizam a própria energia gerada durante a vibração para amortecer os 
sistemas mecânicos. Entretanto, necessitam ser devidamente projetados para atuarem na faixa 
de frequências do sistema que deseja amortecer. 
Um exemplo deste tipo de dispositivos é o absorvedor dinâmico de vibração, descrito 
pela literatura como Tunable Vibration Absorber (TVA), ilustrado na Figura 2.15 (acoplado a 









Figura 2.15: Esquema do absorvedor dinâmico de vibração (TVA). 
Fonte: Rao (2008). 
 
O absorvedor dinâmico consiste numa massa auxiliar m2 acoplada à massa principal 
m1 (da qual se deseja diminuir a vibração) por um elemento de rigidez k2 e amortecimento c2. 
De acordo com Rao (2008) uma máquina ou sistema pode experimentar vibração excessiva se 
sofrer a ação de uma força cuja excitação quase coincide com a frequência natural da máquina 
ou sistema. Então, um absorvedor dinâmico de vibração é projetado (m2, k2 e c2) de modo tal 
que as frequências naturais do sistema resultante fiquem longe da frequência de excitação. A 
adição do absorvedor acrescenta mais um grau de liberdade ao sistema. Na Figura 2.16 é 
mostrado as respostas em frequência de um sistema sem o absorvedor, com o absorvedor sem 
e com amortecimento, sintonizados na frequência natural do sistema. A figura mostra que é 
possível obter baixos valores de amplitudes com o absorvedor dinâmico, mesmo na 






Figura 2.16: Resposta em frequência de um sistema sem absorvedor (˗˗ ˖ ˗˗), com absorvedor 
não amortecido (˗˗ ˗˗) e com absorvedor amortecido (˗˗˗˗). 
Fonte: Rao (2008). 
 
A aplicação deste tipo de dispositivos em processos de usinagem é encontrada mais 
amplamente aplicada na ferramenta de torneamento, como a ferramenta não possui 
movimento de rotação, o uso de dispositivos passivos torna-se uma alternativa muito eficiente 
e de fácil implementação. Tarng et al. (2000) utilizaram um atuador agindo como TVA para 
controlar amplitudes de vibração próximas ao chatter em operações de torneamento. Os 
resultados obtidos mostraram que o chatter pode ser controlado eficientemente com a 
utilização desse tipo de absorvedor (devidamente sintonizado na frequência natural da 
ferramenta). Além disso, na usinagem com o absorvedor foram alcançadas profundidades de 
corte seis vezes maiores sem a ocorrência de chatter, em relação ao teste sem o absorvedor. 
No caso dos processos de fresamento, devido à rotação, é difícil aplicar o dispositivo 
diretamente na ferramenta, fazendo com que seja aplicado à peça. Porém, em peças muito 
rígidas, a própria rigidez se torna mais um fator de complicação para a atuação deste sistema 
de amortecimento. 
Moradi et al. (2015) projetaram um absorvedor dinâmico para diminuir o chatter em 
fresamento de placas em balanço, como é mostrado na Figura 2.17, e modelando-o a partir do 
comportamento não linear da força de corte. Os resultados obtidos demonstram a eficiência 
do absorvedor dinâmico na estabilidade do sistema, como pode ser observado no diagrama 






Figura 2.17: Aplicação do TVA em fresamento de placas em balanço. 
Adaptado de Moradi et al. (2015). 
 
 
Figura 2.18: SLD nos casos com e sem absorvedor. 
Fonte: Moradi et al. (2015). 
 
Yiqing & Yu (2015) simularam o comportamento de um TVA montado internamente 
no porta-ferramenta para operações de fresamento (Figura 2.19), e compararam os resultados 
com um porta-ferramenta sem o absorvedor. Conforme esperado, utilizando o absorvedor 
foram obtidas menores amplitudes de vibração e maiores profundidades de corte sem a 






Figura 2.19: Absorvedor dinâmico TVA utilizado por Yiqing & Yu (2015). 
 
 
Figura 2.20: Comparação entre as respostas sem e com absorvedor na (a) FRF e (b) SLD. 





Com o absorvedor dinâmico (TVA) devidamente sintonizado, ao iniciar o chatter, o 
sistema é amortecido instantaneamente, evitando a instabilidade característica da vibração 
auto-excitada. A aplicação deste tipo de sistema de amortecimento em ferramentas de 
usinagem pode-se encontrar comercialmente baixo o nome de Silent Tools. Ferramentas 
silenciosas (Silent Tools) é a marca comercial de porta-ferramentas desenvolvidos pela 
SANDVIK (2011) para minimizar a vibração com um sistema antivibratório dentro do corpo 
da ferramenta. Conforme mostrado na Figura 2.21, dentro da ferramenta há um sistema 
antivibração pré-ajustado que consiste em uma massa de metal pesado, apoiada por elementos 
(molas) de borracha e submerso em óleo (adicionado para reduzir a vibração). 
 
Figura 2.21: Partes do sistema antivibração Silent Tools.  
Fonte: SANDVIK (2011). 
 
Ao usar ferramentas antivibratórias, se pode aumentar os parâmetros de corte e ao 
mesmo tempo obter um processo mais seguro e livre de vibração, com tolerâncias estreitas, 
bom acabamento superficial e taxas de remoção de metal muito mais altas, o que, em resumo, 
reduz o custo por peça. Porém, a utilização deste tipo de ferramenta antivibração também tem 
restrições, para atingir a melhor eficiência do dispositivo, é importante respeitar alguns limites 
estipulados no produto (carga, temperatura, rotação, balanço mín./máx. e pressão). A 
temperatura é um dos fatores que mais destaca, pois ela pode reduzir o tempo de vida dos 
elementos de borracha no sistema antivibratório. O limite máximo de temperatura depende do 






Silent Tools é considerada como uma ferramenta que utiliza um absorvedor dinâmico 
para diminuir as vibrações geradas durante o processo de usinagem, similar ao TVA descrito 
anteriormente. Porém, este tipo de tecnologia só foi desenvolvido até hoje para ferramentas de 
torneamento. Não há muito feito para o processo de fresamento, onde foram desenvolvidos 
adaptadores que são projetados para diferentes balanços e possuem dispositivos 
antivibratórios diferentemente ajustados. Com isso o melhor desempenho do efeito 
antivibratório será alcançado só ao utilizar o comprimento adequado (incluído o adaptador 
antivibratório) da ferramenta. Com mais extensões têm menor efeito antivibratório, como é 
mostrado na Figura 2.22. Se for necessário comprimento de mais de 7–8 x BD (diâmetro do 
corpo da ferramenta), precisa-se de um adaptador especial. 
 
 
Figura 2.22: Diagrama de adaptadores de amortecimento da vibração SILENT TOOLS para 
ferramentas de fresamento. Fonte: SANDVIK (2011). 
 
 
2.3.2.1. Amortecimento da Vibração por Efeito de Impacto 
 
Os absorvedores de vibração por efeito de impacto são dispositivos passivos de 
amortecimento que utilizam alguma(s) massa(s) que se move(m) livremente entre uma folga 
pré-estabelecida, chocando-se contra a estrutura a ser amortecida, dissipando energia. O 





vibratório, dissipando energia durante o impacto para atenuar a resposta do sistema. Para 
Wong et al. (2009) a energia de vibração é dissipada pelo absorvedor a partir das colisões e do 
atrito entre os corpos, além da transferência de momento linear da estrutura principal para a(s) 
partícula(s). 
O trabalho de Paget, intitulado ―Mechanical Damping by Impact de 1930, foi o 
pioneiro nesse estudo. Daí em diante, vários trabalhos foram publicados explorando a 
dinâmica do efeito de impacto e sua aplicação em sistemas para diminuir a amplitude 
vibracional. Surgiram, então, os absorvedores (ou amortecedores) de vibração por efeito de 
impacto, conhecidos na literatura como Impact Dampers ou Particle Impact Damper (PID). A 
forma mais simples desse amortecedor é aquela que utiliza apenas uma massa de impacto, 
investigado analítica, numérica e experimentalmente por Masri (1969), Bapat & Sankar 
(1985), Friend & Kinra (2000), Błażejczyk-Okolewska (2001), Cheng & Wang (2003), 
Duncan et al. (2005), Cheng & Xu (2006), dentre outros. 
Ema & Marui (2000) propuseram um modelo de absorvedor (ou amortecedor) por 
impacto, como o mostrado na Figura 2.23, que consiste em uma massa (m) que se move 
dentro de uma folga pré-determinada na massa principal, chocando-se contra as paredes, 
provocando mudanças em sua resposta dinâmica. 
 
Figura 2.23: Diagrama esquemático de um amortecedor por impacto. 





Para Dua & Wang (2010) estes absorvedores são simples, de baixo custo, insensíveis à 
degradação e à temperatura e não necessitam de energia externa, sendo capazes de fornecer 
amortecimento eficaz sobre uma gama de acelerações e frequências em ambientes onde 
alguns dispositivos tradicionais podem falhar. 
Os absorvedores por impacto podem ser construídos para que os impactos ocorram na 
direção horizontal ou vertical. Nesta última, a dinâmica do sistema é influenciada pela ação da 
aceleração gravitacional. A eficiência deste tipo de absorvedor depende de muitos parâmetros, 
ligados aos corpos propriamente ditos, à vibração do sistema e também à interação entre eles 
durante o contato, como: dimensões da folga existente para o movimento da partícula (massa 
de impacto), a razão de massa do sistema (razão entre a massa da partícula e a massa da 
estrutura), materiais e geometria dos corpos, amplitude e frequência de vibração do sistema, o 
amortecimento natural do sistema, a frequência natural da partícula e da estrutura, a 
velocidade de impacto, o deslocamento inicial e o coeficiente de restituição (Yasuda et al., 
1978 e Duncan et al., 2005). 
O trabalho de Bapat & Sankar (1985) mostra a variação da inclinação do 
amortecimento (representado por c, pelos autores) com relação à folga e à razão de massa, 
como ilustra a Figura 2.24. Folgas maiores foram analisadas e apresentaram baixo efeito de 
amortecimento. Isso se deve aos poucos impactos que ocorrem nas paredes da massa principal 
devido à distância (folga) ser muito grande. 
 
Figura 2.24: Variação da inclinação do amortecimento com a folga. 






Cheng & Wang (2003) analisaram a aplicação de um absorvedor por impacto interno a 
uma massa principal (Figura 2.25). Os resultados mostram que a resposta de vibração do 
sistema depende primeiramente da colisão entre a massa de impacto e a massa principal que 
se movem uma contra a outra, não do número de impactos (Figura 2.26). 
 
Figura 2.25: Modelo de absorvedor interno aplicado à uma massa principal. 
Fonte: Cheng & Wang (2003). 
 
 
Figura 2.26: Deslocamento da massa principal. 







Para os casos em que o sistema vibra a partir de uma condição inicial de 
deslocamento, o absorvedor por impacto deve ser ajustado de forma que a folga seja menor do 
que o dobro do deslocamento inicial imposto ao sistema para que ocorra a redução da 
vibração em um curto período de tempo (Cheng et al., 2003). 
Albuquerque (2016) modelou o contato entre uma esfera de massa m e a estrutura de 
massa M utilizando um conjunto mola-amortecedor não linear, comparando as respostas 
teóricas (obtidas pelo modelo matemático) com as respostas experimentais (bancada de teste 
experimental). A esquematização da modelagem do sistema de dois graus de liberdade (2 
GDL) é mostrada na Figura 2.27. 
 










Figura 2.28: Resposta livre (a) teórica e (b) experimental.  
Fonte: Albuquerque (2016). 
 
O trabalho mostra ensaios teóricos e experimentais em vibração livre analisando a 
influência da folga na amplitude de vibração ao longo do tempo, para os casos sem e com 
impacto (Figura 2.28). Os eixos “Y” dos gráficos mostram a porcentagem da razão da 
amplitude em cada instante de tempo pelo deslocamento inicial aplicado ao ensaio. Observa-
se que, sem o uso do amortecedor de impacto a vibração cai muito mais lentamente que com 
seu uso; e a medida que a folga cresce o amortecimento se torna mais intenso, mas se 
estabiliza com folga de 11 mm. A partir disto não adianta aumentar mais a folga. 
Para Albuquerque (2016) independentemente se o absorvedor utiliza uma ou muitas 
partículas, a folga interna é um parâmetro muito importante e que deve ser adequadamente 
projetado para que o absorvedor tenha uma maior eficiência. Uma folga muito pequena ou 
muito grande promove um amortecimento insatisfatório ao sistema ou até nenhum 
amortecimento. A folga ideal é aquela que possibilita que a estrutura e a partícula tenham, no 
instante do impacto, velocidades em sentidos opostos, para uma determinada condição de 






A aplicação deste tipo de absorvedores em operações de usinagem tem trazido grandes 
benefícios, principalmente em relação ao acabamento superficial da peça usinada e à 
possibilidade de usinar maiores profundidades em torneamento interno, processo que tem 
condição de corte desfavorável devido à alta relação comprimento-diâmetro da porta 
ferramenta quando se usina furos longos. Esferas de aço são inseridas no interior do porta-
ferramenta, em diferentes configurações de fração de volume (porcentagem do volume 
ocupado pelas esferas em relação ao volume total do furo da porta-ferramenta), para dissipar 
parte da energia de vibração. 
Ema & Marui (2000) utilizaram uma pequena massa presa por meio de um parafuso à 
porta-ferramenta, de forma que houvesse folga radial e axial entre a massa de impacto e o 
parafuso, em 3 diferentes posições (A, B e C), como mostra a Figura 2.29. Os testes de 
torneamento interno realizados por esses autores mostraram que o dispositivo foi efetivo na 
diminuição da vibração vertical (direção do corte no sentido da rotação) da porta ferramenta, 
enquanto que na direção horizontal (direção de avanço), a diminuição foi pequena. Isso 
devido à maior oscilação ocorrida na direção vertical comparada com a direção horizontal 
durante o processo de corte. 
 
Figura 2.29: Diagrama dos amortecedores de impacto nos porta ferramentas.                  






O problema desta configuração do amortecedor de impacto é que à medida que 
diminui o diâmetro interno da peça a usinar, a operação de torneamento interno é impossível, 
porque o amortecedor interfere com a superfície interna da peça. 
Suyama (2014) utilizou esferas de aço em 20% e 30% do volume do furo em 
ferramenta de torneamento interno. Ele mostrou que o uso deste tipo de absorvedor permite 
que o corte estável ocorra em balanços (comprimento do porta-ferramenta para fora da torre 
porta-ferramentas) superiores aos da barra inteiriça. O autor concluiu que quando se utiliza 
barras de tornear, tanto de aço inteiriça, quanto de aço com o absorvedor por impacto ou barra 
de metal duro, com balanço nos limites de estabilidade de cada uma das barras, as vidas de 
ferramenta encontradas são similares para os 3 casos. A vantagem da barra de aço com 
amortecedor de impacto é que o balanço na condição limite de estabilidade é maior que na 
barra de aço inteiriça, o que possibilita a usinagem de furos mais longos (Figura 2.30). 
 
Figura 2.30: Vida da ferramenta em termos do volume de cavaco removido para diferentes 
configurações de barra de tornear. Fonte: Suyama (2014). 
 
Os absorvedores por impacto vêm sendo aplicados com sucesso na ferramenta dos 
processos de torneamento, por dar maior estabilidade à vibração e contribuindo para a 
melhora do acabamento superficial e da diminuição do desgaste da ferramenta. Com o bom 





fresamento, porém, o processo de fresamento oferece alguns entraves a essa aplicação. 
Diferentemente do torneamento, no fresamento a ferramenta gira para realizar o corte. Esse 
fato leva à consideração o fenômeno centrífugo e a aceleração gravitacional atuando na 
direção axial ou radial da ferramenta, dependendo do tipo de fresamento. Isso influencia a 
dinâmica do efeito de impacto e sua eficiência. Por isso, a maioria dos estúdios realizados do 
sistema de amortecimento por impacto nos processos de fresamento tem sido feito aplicando o 
amortecedor diretamente na peça. 
Sims et al. (2005) utilizaram um absorvedor de 35 mm de diâmetro e 60 mm de 
profundidade com esferas de aço de 180-240 μm de diâmetro, aplicado diretamente na peça 
em usinagem, como mostra a Figura 2.31. Os resultados mostraram que o absorvedor 
proporcionou considerável estabilidade ao sistema. 
 
 
Figura 2.31: Configuração da montagem do absorvedor na peça.                                    
Fonte: Sims et al. (2005). 
 
Inicialmente, sem a presença dos absorvedores, o limite da profundidade de corte sem 
que houvesse vibrações excessivas foi de 0,10 mm. Já com os absorvedores acoplados, foi 
possível se usinar com uma profundidade de corte de até 7 mm, sem a ocorrência de grandes 
amplitudes de vibração. A Figura 2.32 mostra a diferença entre os acabamentos superficiais 
da peça ao se usinar com e sem o acoplamento do absorvedor. Pode-se observar que para uma 
profundidade de corte de 0,20 mm, sem absorvedor, o acabamento superficial é ruim. Com o 
absorvedor é possível notar que mesmo com uma profundidade de corte bem maior, 7 mm, o 





usinagem. No entanto, é importante tomar em conta que conforme pode ser visto na Figura 
2.31, a espessura de 10 mm da peça proporciona uma baixa rigidez, o que resulta numa boa 
propagação das vibracoes da peça para o absorvedor. Em peças muito rígidas o uso do 
absorvedor pode ser limitada, pois os impactos podem não ser muito efetivos devido à 
vibração extremamente baixa, em comparação com a vibração gerada na ferramenta. 
 
 
Figura 2.32: Acabamento superficial com rotação da fresa de 2000 rpm, (a) 0.2 mm de 
profundidade sem absorvedor, (b) 7 mm de profundidade com absorvedor e (c) 8 mm de 
profundidade com absorvedor. Fonte: Sims et al. (2005). 
 
De uma forma geral, a aplicação dos absorvedores por impacto em elementos 
rotativos, não tem sido muito reportada. Trabalhos recentes, começam a apresentar alguns 
resultados importantes nesta linha de pesquisa, e na maioria utilizando simulações mediante o 
Método dos Elementos Discretos (DEM – Discret Element Method). Com o DEM pode-se 
simular materiais granulares como partículas e suas interações (O'Sullivan et al., 2011). 
Dragomir et al. (2012) foram os primeiros em analisar numérica e experimentalmente 
a dissipação de energia causada por materiais granulares em movimento dentro de um 
container rotativo. Seus resultados comprovaram que o uso desses materiais são eficientes 
para dissipação da energia, podendo ser ajustados para que a maior eficiência possa ser 








Xiao et al. (2016)1 simularam com o uso do DEM o comportamento de uma 
engrenagem com diferentes partículas enclausuradas em seu interior (Figura 2.33) para 
analisar a dissipação de energia pelo efeito de impacto, e compararam os resultados teóricos 
com resultados experimentais. Conforme a Figura 2.34, os resultados mostraram que as 
partículas diminuem a vibração sob cargas centrífugas, sendo que os melhores resultados 
foram obtidos com partículas de alta densidade. 
 
Figura 2.33: Modelo dinâmico do sistema de engrenagem com partículas enclausuradas. 
Adaptado de Xiao et al. (2016)1. 
 
 
Figura 2.34: Dissipação de energia em função do material das esferas.                           





Xiao et al. (2016)2 analisaram a influência da fração de volume das esferas na 
dissipação de energia da engrenagem sob influência da carga aplicada e da velocidade de 
rotação. Três conclusões são destacadas a seguir. Primeiro, quando o carregamento e 
velocidade de rotação são mantidos constantes, a energia total dissipada primeiro aumenta e 
depois diminui com o aumento da fração de volume das esferas. Isso mostra coerência com os 
resultados teóricos de folga interna nos absorvedores por impacto descritas anteriormente, 
existindo uma determinada folga (que equivale à fração de volume, nesse caso) em que o 
dispositivo é mais eficiente, sob determinada condição de carregamento. Segundo, com o 
carregamento e fração de volume constantes, quanto maior a velocidade de rotação maior foi 
a perda de energia. Nesse caso, as maiores rotações produzem uma maior aceleração das 
esferas, mas maiores rotações ainda devem ser analisadas para verificar se essa conclusão é 
válida para todos os casos. E, por último, se a velocidade de rotação e a fração de volume são 
mantidas constantes, a dissipação de energia total aumenta com o aumento da carga. 
Xiao et al. (2016)3 mostraram que a engranagem com as esferas apresenta menores 
índices de aceleração em comparação com a engrenagem sem as esferas. Por meio de ensaios 
teóricos e experimentais mostraram que existe um diâmetro intermediário mais efetivo para 
atuar em uma determinada folga, como é mostrado na Figura 2.35. 
 
Figura 2.35: Influência do tamanho da esfera em função da rotação na dissipação de 






O amortecedor por efeito de impacto aplicado internamente a uma fresa ainda não tem 
sido estudado. Porém, com base na análise dos resultados obtidos em trabalhos recentes, o uso 
de abosrvedores por impacto em componentes rotativos tem se mostrado eficiente. 
Para a aplicação do amortecedor por efeito de impacto na ferramenta de fresamento é 
preciso furar ao longo do eixo central do corpo da mesma. Por tanto, é necessário analisar o 
efeito estático e dinâmico do furo a ser feito no funcionamento natural da fresa. 
Segundo Zou et al. (2005) dois fatores principais afetam o funcionamento de uma 
barra que é furada, a rigidez estática e a frequência natural. A rigidez determina a deflexão da 
barra sob cargas de corte, o que influencia a qualidade da superfície juntamente com outros 
recursos geométricos. A frequência natural também desempenha um papel importante, devido 
ao fato de que a frequência natural da ferramenta de corte pode ser excitada durante a 
operação de usinagem, gerando vibrações. Se uma barra cilíndrica cantilever é de material 
sólido (não oco), a rigidez estática tanto na direção axial como na direção radial é ótima, pois 
a área da seção transversal e o momento de inércia da área são ótimos. Quando a barra é 
furada, à medida que o diâmetro do furo aumenta, a rigidez estática diminui. No entanto, com 
o aumento do diâmetro do furo a frequência natural aumenta, devido à redução da massa. A 
Figura 2.36 mostra a influência do diâmetro do furo na rigidez estática e na frequência natural 








Figura 2.36: Influência do diâmetro do furo na (a) rigidez estática e (b) frequência natural. 
Fonte: Zou et al. (2005). 
 
Os autores estabeleceram um critério para otimizar o efeito do diâmetro do furo na 
rigidez estática e na frequência natural. O critério proposto é o cálculo do diâmetro interno 
que produzirá o mesmo aumento de porcentagem na frequência natural com a porcentagem de 
diminuição percentual idêntica na rigidez estática. Concluíram que, se o diâmetro do furo for 
aproximadamente 2/3 do diâmetro da barra, a rigidez estática reduz cerca de 20,5% com um 
aumento correspondente de 20,5% na frequência natural da barra. Por tanto, ao furar uma 
barra usando o critério de otimização, tanto a rigidez estática como a frequência natural 










3. MATERIAIS E PLANEJAMENTO EXPERIMENTAL 
 
Neste capítulo descreve-se a máquina-ferramenta utilizada, os dispositivos de medição 
e sistemas de monitoramento, as especificações da ferramenta, as características do material 
usinado, os experimentos que foram realizados e as condições dos mesmos, bem como o 





Os experimentos foram realizados em um centro de usinagem de 5 eixos de 
programação da marca DMG MORI modelo DMU 40 eVo / linear do Laboratório de 
Usinagem dos Materiais da Faculdade de Engenharia Mecânica da UNICAMP. O centro de 
usinagem tem potência máxima de 24 kW, capacidade de rotação de até 42.000 rpm, sistema 
de fixação da ferramenta HSK-A63, avanço rápido de até 80 m/min e comando numérico 
computadorizado HEIDENHAIN iTNC-530. Para realizar a análise modal das ferramentas 
utilizadas nos ensaios foi usado o martelo de impacto (tipo 8206-001) e um acelerômetro 
piezelétrico uniaxial (modelo 4500-A) do fabricante Brüel & Kjaer, em conjunto com uma 
placa de aquisição modelo PHOTON+. Para a medição das forças nas direções X, Y e Z foi 
utilizado um dinamômetro piezelétrico KISTLER modelo 9257B. Para a obtenção dos dados 
de força, o dinamômetro foi ligado a um condicionador de sinais KISTLER modelo 5019B, 
que por meio de uma placa de aquisição A/D National Instruments PCI-6025E transmite os 
sinais de força a um computador equipado com o software LabVIEW 2011. Para obter o perfil 
e medir os valores de rugosidade da superfície usinada foi usado um rugosímetro portátil da 
marca MITUTOYO modelo SJ-201P. A obtenção dos dados e a geração do perfil de 
rugosidade foi feito por meio do software SurfTest. Para a medição do desgaste das 
ferramentas ao longo dos ensaios foi utilizado um microscópio óptico do fabricante QUIMIS 
conectado a uma câmera digital da marca MOTIC. O processamento das imagens e a medição 








O material do corpo de prova utilizado nos testes de fresamento foi o aço AISI D6 
(2,10C - 11,5Cr - 0,70W - 0,15V), que é um aço com alta resistência mecânica e ao desgaste, 
devido à presença de carbonetos duros de cromo (alta resistência à deformação). É muito 
utilizado para peças com aplicações que requerem alta resistência, como matrizes de 
conformação, moldes para cerâmica e moldes para plásticos. Após a têmpera, a dureza desse 
material pode chegar a 62 HRC. A dureza superficial do material utilizado nos testes foi de 60 
HRC. O corpo de prova possuía espessura de 50 mm. A Figura 3.1 mostra o desenho e as 
dimensões do corpo de prova. Os testes foram realizados nos raios de 30 mm. 
 





Para os testes, deve-se selecionar uma ferramenta que seja comumente utilizada no 
fresamento de moldes/matrizes e tenha características de diâmetro e comprimento mais 
adequados para a aplicação do sistema amortecedor por efeito de impacto. As ferramentas, 
porta-ferramentas e sistema de fixação escolhidas foram fornecidas pela empresa Sandvik 
Coromant e consistiram em duas fresas que possuem uma pastilha redonda de diâmetro 12 
mm (código R216F-12 30 E-L 1010) montada em um porta-ferramenta cônico de aço (código 
R216F-12A16S-085) com 145 mm de comprimento. A Figura 3.2 mostra o conjunto descrito. 
 
Figura 3.2: Ferramenta selecionada para os ensaios (x2). 
 
A ferramenta foi montada na máquina com um comprimento em balanço de 85 mm, 
em um mandril tipo HSK-A63 com o auxílio de uma pinça cilíndrica. O material da pastilha é 
o metal duro classe GC1010 (ISO H10). Todos os testes foram realizados sem aplicação de 






3.3. Planejamento Experimental  
 
A pesquisa tem por objetivo avaliar o uso do amortecedor por efeito de impacto na 
usinagem, verificando a possibilidade de aplicação internamente à ferramenta em operações 
de fresamento em alta velocidade (HSM). Para isto foram realizados testes para comparar os 
resultados da usinagem entre duas ferramentas iguais com características para fresamento de 
moldes e matrizes (ferramenta longa e com diâmetro pequeno), com e sem o sistema de 
amortecimento por efeito de impacto. Com isso, foram comparados os resultados de variação 
das forças de usinagem, rugosidade da peça e desgaste da ferramenta para diferentes 
trajetórias de corte. 
Como é mostrado na Figura 3.3, para a aplicação do sistema de amortecimento por 
efeito de impacto na ferramenta, é necessário furar seu corpo ao longo do eixo central, para 
colocar no interior do furo pequenas esferas de aço (do tipo que são usadas em rolamentos). 
Assim, o movimento gerado pelas vibrações durante o processo de corte cria o efeito de 
impacto (batimento entre as esferas e a parede do furo na ferramenta) e, consequentemente, 
produz o amortecimento desejado. Visando realizar uma análise mais ampla utilizando a 
ferramenta com o amortecedor, também foi testada a ferramenta furada sem esferas, isto é, a 
fresa oca, e assim, comparar os resultados da usinagem com esta configuração. Além disso, 
também foram testados três diâmetros de esferas, com o objetivo de analisar a eficiência do 
amortecedor frente a distintas dimensões das esferas. Por tanto, foram testadas 5 
configurações da ferramenta: maciça (sem o sistema de amortecimento), oca sem esferas, oca 
com esferas de diâmetro 1, oca com esferas de diâmetro 2 e oca com esferas de diâmetro 3. 
Os testes de comparação do desgaste da ferramenta de corte (vida da ferramenta) 
foram realizados entre a ferramenta maciça, a ferramenta oca e a configuração da ferramenta 
modificada com o amortecedor (ferramenta com esferas) que obteve os melhores resultados 






Figura 3.3: Esquema do sistema de amortecimento aplicado na ferramenta de corte. 
 
Levando em conta a orientação vertical da ferramenta durante o processo de corte, 
devem ser selecionadas esferas com medidas que permitam colocá-las uma acima de outra em 
uma única linha, impedindo que se acumulem no fundo e, assim, garantir o impacto adequado 
de cada esfera com a parede do furo. Como segurança, para evitar que as esferas saiam da 
cavidade devido ao movimento, é colocado um parafuso na entrada do furo. 
Durante o processo de usinagem (fresamento em alta velocidade – HSM) na 
ferramenta com o amortecedor (Figura 4.3), as esferas vão experimentar diferentes sentidos 
de movimento, devido às diferentes forças geradas durante o processo de corte. Pela rotação 
da ferramenta e devido às características do HSM (alta velocidade de rotação), as esferas vão 
ser submetidas a forças centrífugas e, devido à trajetória de corte (superfície complexa), vão 
ser produzidas forças nos sentidos axial, tangencial e radial da ferramenta. A força centrífuga 
vai tentar manter as esferas encostadas à parede interna da ferramenta. Por outro lado, as 





as esferas se movam em diferentes direções, batendo na parede do furo da ferramenta e 
criando o efeito de amortecimento da vibração. Como já foi descrito na revisão bibliográfica, 
existem muitos parâmetros que afetam o desempenho do sistema de amortecimento por efeito 
de impacto, como a folga para o movimento da partícula, a razão de massa do sistema, 
materiais e geometria dos corpos, etc. 
Para os ensaios, as duas fresas (com e sem amortecedor) usinaram a geometria circular 
da peça em duas trajetórias. A primeira trajetória é a circular ascendente, na qual a fresa usina 
seguindo o perfil circular no sentido de baixo para cima da peça (Figura 3.4 a). A segunda 
trajetória é a circular descendente, na qual a fresa também copia o perfil circular, mas no 
sentido de cima para baixo da peça (Figura 3.4 b). Todos os ensaios foram realizados 




Figura 3.4: Esquema das trajetórias de corte realizadas nos experimentos. 
 
Para a usinagem das trajetórias de corte a programação da máquina foi realizada em 3 
eixos. Assim, à medida em que a ferramenta copia o perfil circular da peça, altera-se de forma 
constante o diâmetro efetivo de corte, o que produz variação das componentes da força de 
usinagem (axiais, tangenciais e radiais), o que é uma das maiores influências para o 
aparecimento de vibrações. 
Com as 2 trajetórias de corte e as 5 configurações da ferramenta, foram realizados 
ensaios para avaliação das forças de corte e da rugosidade da peça em 10 combinações. Estes 
ensaios serviram para, dentre outras análises, escolher-se o diâmetro de esfera de melhor 





da ferramenta. Nesta primeira fase, um ensaio consistia da usinagem de toda superfície da 
geometria circular da peça fazendo um total de 167 passadas. Na Tabela 3.1 é mostrada as 
combinações ferramenta - trajetória junto com os parâmetros de corte utilizados nos ensaios. 
Com os valores de rotação e diâmetro da ferramenta utilizados o valor de velocidade de corte 
é 415 m/min. Para cada ensaio foi feito ao menos uma réplica, dependendo do desvio padrão 
dos resultados obtidos. 
 
Tabela 3.1: Ferramentas, trajetórias e parâmetros de corte utilizados nos experimentos. 
FERRAMENTAS, TRAJETÓRIAS E PARÂMETROS DE CORTE 















com esferas Ø1 
Ferramenta oca 
com esferas Ø2 
Ferramenta oca 
com esferas Ø3 
 
 
Para a definição do diâmetro do furo a ser aberto na fresa para que as esferas fossem 
inseridas, primeiramente foi construída a curva de deflexão estática da ferramenta de corte 
frente a diferentes diâmetros de furo, para logo analisar o comportamento da deflexão da fresa 
ao ser furada. Os dados para o desenvolvimento desta curva foram obtidos com ajuda de 
simulações (análise de elementos finitos) utilizando o software SOLIDWORKS. Na Figura 












Como é observado na Figura 3.5, para a simulação de deflexão foi utilizado um 
modelo digital 3D da ferramenta de corte (SANDVIK, 2017); foi escolhido o material do 
corpo da ferramenta (liga de aço), foi selecionado a parte da geometria que vai fixada durante 
a análise (parte da ferramenta que está presa no sistema de fixação) e foi aplicada uma força 
de 200 N (valor de força referencial) em sentido horizontal no extremo do modelo 3D que 
representa a ponta cortante da ferramenta (simulando a força gerada durante o processo de 
corte). Foi gerada a malha para a análise de elementos finitos e, finalmente, foram feitas as 
simulações e obtido os resultados de deflexão da ferramenta. De acordo com o observado na 
Tabela 3.2, a simulação feita foi do tipo estática e as propriedades do material usado (liga de 
aço) para a ferramenta simulada foram as mais similares das propriedades mecânicas reais 
desse material. 
 
Tabela 3.2: Parâmetros utilizados na simulação da ferramenta de corte. 
PARÂMETROS UTILIZADOS NA SIMULAÇÃO 
Tipo do estudo Análise estática Força aplicada 200 N 
Propriedades do Material Informações da Malha 
Tipo de material Liga de aço Tipo de malha Malha sólida 
Tipo de modelo 
Isotrópico linear 
elástico 
Pontos Jacobianos 4 Pontos 
















Total de nós 68228 
Módulo de 
cisalhamento 








Foram feitas 46 simulações, começando com a simulação da ferramenta maciça 
(diâmetro do furo = 0 mm), passando para uma nova simulação com o modelo 3D da 
ferramenta modificado com um furo ao longo do eixo central de diâmetro = 1 mm. A partir 
disso, o processo de simulação foi repetido, aumentando o diâmetro do furo 0.2 mm em cada 
repetição, até chegar a um furo de diâmetro = 9.8 mm, que é um valor perto do diâmetro 
mínimo do corpo da ferramenta (10 mm). Para todas as simulações foram utilizados os 
mesmos parâmetros (tipo de estudo, material da ferramenta, força aplicada e malha) 
mostrados na Tabela 3.2, o que resulta num alto grau de confiabilidade dos dados obtidos de 
deflexão da ferramenta. 
De cada simulação só foi levado em conta o valor máximo de deflexão gerado, que é o 
resultado do ponto mais crítico (em deflexão) que experimentou o modelo da ferramenta, com 
as modificações (furos) feitas e a força aplicada. Com os valores máximos de todas as 
simulações, foi desenvolvida a curva da deflexão estática da ferramenta frente a diferentes 
diâmetros de furo (Figura 3.6). 
 































Diâmetro do furo (mm)





Pode-se observar nesta figura que a curva da deflexão apresenta uma tendência de tipo 
logarítmica, aumentando cada vez mais o valor de deflexão com o aumento do valor do 
diâmetro do furo. O valor mínimo de deflexão que experimenta a ferramenta com diâmetro do 
furo = 0 mm (ferramenta maciça) é próximo a 0,18 mm e o valor máximo com diâmetro do 
furo = 9,8 mm é próximo a 0,44 mm. Levou-se em conta uma faixa de valores de diâmetro 
dentro da qual vai analisar-se o comportamento da curva de deflexão. O valor mínimo de furo 
vai depender do mínimo diâmetro das esferas de aço que está disponível no mercado nacional 
que é de 3 mm. Por tanto, o mínimo valor do furo escolhido para ter uma folga aceitável entre 
o diâmetro das esferas e a parede interna da ferramenta furada é de 4 mm. O valor máximo de 
furo vai depender do mínimo diâmetro da geometria do corpo da ferramenta e que é de 10 
mm. Por tanto, o máximo valor do furo selecionado para ter uma espessura do corpo da 
ferramenta mínima aceitável nesse ponto é de 8 mm. Com isso, a faixa de valores de diâmetro 
do furo tomada em conta é entre 4 mm e 8 mm. A Figura 3.7 mostra a curva de deflexão 
ampliada na faixa de valores de furo escolhidos, para uma melhor análise do comportamento 
da curva de deflexão da ferramenta de corte. 
 
Figura 3.7: Deflexão estática da ferramenta ampliada na faixa de valores de diâmetro do 
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Baseado nesta curva vai analisar-se a faixa mais significativa de crescimento da curva. 
Para isso foi calculado a porcentagem do incremento da deflexão para os diferentes pontos de 
diâmetro do furo. Os valores utilizados e os resultados obtidos dos cálculos feitos são 
mostrados na Tabela 3.3. 
 
Tabela 3.3: Valores e porcentagens do incremento da deflexão. 
PORCENTAGEM DO INCREMENTO DA DEFLEXÃO 




























De acordo com o observado na Tabela 3.3, as porcentagens do incremento da deflexão vão 
aumentando com o aumento do diâmetro do furo. Além disso, pode-se notar que o incremento 
da porcentagem é cada vez maior (não é constante), o que confirma que a curva de deflexão 
tem uma tendência de tipo logarítmica. Foram levados em conta os valores de diâmetro do 
furo com incrementos de porcentagens na faixa de 1% a 2%, porque representam uma 
variação em aumento aceitável da curva de deflexão. A partir disso a deflexão começa a 
experimentar um aumento mais considerável do seu valor. 
Levando em conta a análise feita com o gráfico de deflexão desenvolvida por meio de 
simulações em SOLIDWORKS, o diâmetro do furo deve ser selecionado no intervalo entre 
5,2 e 6,4 mm, e de acordo ao critério de Zou et al. (2005) considerando que o menor diâmetro 
do corpo da ferramenta é 10 mm, deve-se fazer um furo de 6,7 mm (2/3*10 mm). Os fatores 
levados em conta para a escolha final do diâmetro do furo foram, o efeito na deflexão da 
ferramenta, a espessura de parede resultante no menor diâmetro do corpo da ferramenta e a 
disponibilidade de dimensões (diâmetro/comprimento) no mercado para a compra da broca. 
Por tanto, foi selecionado o diâmetro de 6 mm. 
Como já foi descrito pretende-se testar três diâmetros diferentes de esferas de aço. O 
processo para a seleção das dimensões das esferas foi feito a partir do diâmetro de furo 
selecionado, a disponibilidade de medidas para as esferas no mercado e a folga entre as 
esferas e a parede do furo na ferramenta. O diâmetro do furo da ferramenta é 6 mm. Por tanto 
foram selecionadas esferas com medidas menores, mas próximas desse diâmetro. Conforme a 
disponibilidade de medidas no mercado, a primeira esfera (esferas Ø1) escolhida (perto da 
medida do furo) tem diâmetro de 5,9 mm, que resulta numa folga de 0,1 mm. A partir disso as 
outras duas medidas de esferas escolhidas conforme as disponibilidades no mercado tinham 
uma diferença aproximada de 0,4 mm cada um. A segunda (esferas Ø2) e terceira (esferas Ø3) 
medida de esferas é de 5,5 mm e 5,1 mm respectivamente. 
De acordo com o que foi analisado e como mostra a Figura 3.8, a ferramenta 
modificada para a aplicação do sistema de amortecimento por efeito de impacto, tem um furo 
com 115 mm de comprimento para o preenchimento das esferas de aço (máximo 
comprimento furado até chegar a ponta da ferramenta). O furo pode ser preenchido com 19 a 






Figura 3.8: Diagrama com dimensões (em mm) da ferramenta modificada para a aplicação 
do sistema de amortecimento por efeito de impacto. 
 
 
3.4. Procedimento Experimental  
 
Para garantir a estabilidade da peça durante os diferentes ensaios realizados e não 
tenha algum tipo de influência nos resultados obtidos da vibração gerada, foi fixada à mesa da 
máquina-ferramenta por meio de uma prensa do tipo auto-centrante, que proporciona maior 
estabilidade do que as prensas convencionais. 
A rugosidade e variação das forças medidos durante os experimentos foram analisados 
em três regiões da peça, denominadas Região I, Região II e Região III, como é mostrado na 
Figura 3.9. No corte ascendente o ângulo entre a reta perpendicular à reta tangente à 
superfície e uma reta na vertical (ângulo de contato ou Lead angle) é aproximadamente 5º, 45º 
e 85º nas regiões I, II e III, respectivamente. No corte descendente o ângulo de contato é 






Figura 3.9: Regiões da peça utilizadas para as diferentes análises. 
 
Na estratégia descendente a ferramenta começa a usinar na Região I, continua pela 
Região II até chegar na Região III. Por outro lado, na estratégia ascendente a ferramenta 
começa na Região III, continua na Região II até chegar a Região I. Por tanto, a influência da 
orientação dos esforços produzidos em cada estratégia é diferente, o que influencia a vibração 
gerada. 
Na Região I o ângulo de contato é muito pequeno (próximo a 0º). Assim, os esforços 
ficam orientados principalmente na direção axial da ferramenta (Figura 3.10 a). Caso 
contrário é a Região III na qual o ângulo de contato é grande (próximo a 90º) e os esforços 
ficam orientados principalmente na direção radial (Figura 3.10 c). Na Região II pelo ângulo 
de contato de 45º ocorre o maior equilíbrio entre os esforços radiais e axiais (Figura 3.10 b). 
 





Para a construção do gráfico da Função Resposta em Frequência (FRF) da ferramenta 
maciça e da ferramenta furada (ferramenta oca) foi feito o ensaio de batimento utilizando o 
martelo de impacto e um acelerômetro do fabricante Brüel & Kjaer. Como mostra a Figura 
3.11, um acelerômetro foi colado no corpo da ferramenta o mais próximo possível da ponta, 
que é a região mais distante da parte fixa e onde ocorre a maior deflexão durante o processo 
de corte, pelo contato ferramenta-peça. Logo foi batido o corpo da ferramenta com o martelo 
na mesma direção em que foi colado o acelerômetro. Com isso, foram obtidos os dados da 
curva de frequência da ferramenta. Foram feitos 20 batimentos até atingir uma curva de 
frequência aceitável (de acordo com a função de coerência gerada). O acelerômetro usado 
tinha uma sensibilidade de 9,03 mV/m.s-2 e o martelo instrumentado tinha uma sensibilidade 
de 12,30 mV/N. A taxa de aquisição de sinais (feita pela placa PHOTON+) foi de 20 kHz. 
 
 
Figura 3.11: Montagem para análise modal da ferramenta. 
 
Como mostra a Figura 3.12 para medir as forças nas direções X, Y e Z o dinamômetro 
é colocado e fixado entre a peça e a mesa da máquina-ferramenta, ficando os valores de força 





direção tangencial e os valores medidos para o eixo Z na direção axial. A taxa de aquisição de 
dados (feita pelo condicionador de sinais KISTLER) foi de 10kHz. 
 
 
Figura 3.12: Montagem para medição das forças durante o processo de corte. 
 
Para a análise de rugosidade, o parâmetro avaliado foi a rugosidade média (Ra). As 
medidas foram realizadas na direção perpendicular ao avanço da ferramenta, sendo que o 
comprimento de amostragem (cut-off) usado em todas as medições foi de 0,8 mm. O perfil de 
rugosidade foi medido na direção longitudinal da peça (perpendicular ao avanço), sendo 
realizadas seis medições em cada região de contato ferramenta-peça (regiões I, II e III). 
Nos ensaios de vida da ferramenta, o corte foi efetuado até que a ferramenta atingisse 
o critério de fim de vida, estabelecido como desgaste de flanco máximo (VBmáx) de 0,2 mm. O 
desgaste da ferramenta era medido a cada vez 167 passadas da ferramenta na superfície da 
geometria circular da peça. Para cada aresta da ferramenta foi medido o desgaste de flanco 
nos pontos da aresta de corte que tinham contato com as regiões de análise I, II e III (5º, 45º e 
85º). Além disso, foram amostrados os dados de força e medida a rugosidade da peça várias 






4. RESULTADOS E DISCUSSÕES 
 
 
4.1. Análise Modal da Ferramenta 
 
O objetivo desta análise foi identificar a mudança da curva de frequência da 
ferramenta modificada com o furo (ferramenta oca) em relação à curva de frequência da 
ferramenta sem modificação (ferramenta maciça). Para isso, foi construída a Função Resposta 
em Frequência (FRF) das duas ferramentas. O gráfico FRF foi obtido por meio do ensaio de 
batimento com o martelo de impacto, como descrito no capítulo 3 deste trabalho. Foi feito o 
teste de batimento da ferramenta com esferas, mas os resultados mostraram que não 
modificam a frequência natural com relação à barra oca. Por tanto, não foram levantadas as 
curvas FRFs das ferramentas com esferas. A Figura 4.1 mostra a curva de frequência (gráfico 
FRF) da ferramenta maciça e da ferramenta oca para frequências até 2,5 kHz. Os picos das 
funções resposta em frequência foram 843,75 Hz e 849,61 Hz, para a ferramenta maciça e 
oca, respectivamente. 
 




































Função Resposta em Frequência (FRF)





Pode-se observar que a ferramenta modificada com o furo (ferramenta oca) teve um 
pequeno incremento na sua frequência natural (posição do maior pico do gráfico FRF) em 
relação à ferramenta sem modificação (ferramenta maciça). Além disso, a região do pico de 
frequência natural da ferramenta oca é mais estreita que da ferramenta maciça, o que indica 
que a ferramenta oca melhora o efeito natural de amortecimento. No entanto, com a perda de 
material devido ao furo, a ferramenta oca diminui sua rigidez estática, portanto, diminui sua 
resistência à deflexão. Estas variações de frequência natural e de deflexão estática foram 
muito pequenas e, por isso, não se espera grandes diferenças de desempenho da barra oca 
quando comparada com a barra maciça. 
 
 
4.2. Análise das Componentes X, Y e Z da Força de Usinagem 
 
A Figura 4.2 mostra os sinais de força nos eixos X, Y e Z do dinamômetro obtidos no 
corte realizado com a ferramenta maciça nas trajetórias descendente (Figura 4.2 a) e 
ascendente (Figura 4.2 b). Pode-se observar a tendência no comportamento da força nos 
diferentes eixos para cada trajetória aplicada. Para a trajetória circular descendente no início 
do corte (Região I), a amplitude de força predominante é do eixo Z, chegando até valores 
superiores a 2000 N. Seguindo isso (Região II), são atingidos valores de força intermediários 
para todos os eixos. No final do corte (Região III), a amplitude de força predominante é na 
direção do eixo X, chegando também a atingir valores de força superiores a 2000 N. Um 
esquema deste comportamento das componentes da força de corte em função do ângulo de 
contato ferramenta-peça já foi mostrado na Figura 3.10. Caso contrário ocorre na trajetória 
circular ascendente, em que, o início do corte se dá na Região III, onde a amplitude e variação 
de força são predominantes na direção do eixo X. No entanto, pode-se observar também quase 
a mesma variação da força nos eixos Y e Z. Seguindo isso (Região II), é observado que a 
variação de força atingida na Região III continua presente em todos os eixos, porém, em 
menor intensidade. No final do corte (Região I), a amplitude de força predominante é do eixo 
Z (como no caso da Região I na trajetória descendente), chegando até valores superiores a 
2000 N. Com isso, na Região I das trajetórias descendente e ascendente, o Lead angle (α) é 





diâmetro de contato ferramenta-peça chega a ser zero é gerado muito atrito e deformação 
plástica na zona de contato, o que consequentemente, produz alta força perpendicular à 
superfície (Kull Neto et al., 2016). Para a Região II das duas trajetórias, com o Lead angle 
próximo a 45º é gerado equilíbrio entre os esforços dos diferentes eixos. Finalmente, na 
Região III das trajetórias descendente e ascendente, o Lead angle é grande e, assim, os 
esforços são orientados na direção radial (composição da força dos eixos X e Y). Porém, na 
trajetória ascendente, a variação de força produzida nos diferentes eixos tem maior 
intensidade e propagação que na trajetória descendente, fazendo com que a variação seja 
propagada da Região III para a Região II (região onde o Lead angle é próximo a 45º e deve 
gerar equilíbrio entre os esforços dos diferentes eixos). Além disso, a intensidade de variação 
dos valores de força é muito grande no corte ascendente de tal maneira a ser formarem picos 
bem pronunciados e diferenciados nas regiões III e II nos diferentes eixos. Já na Região I a 
variação é menor pois na direção do eixo Z a rigidez da ferramenta é maior. 
 
Figura 4.2: Sinais de força da ferramenta maciça nas trajetórias (a) circular descendente e 





A Figura 4.3 mostra os sinais de força nos eixos X, Y e Z do dinamômetro obtidos 
quando se utilizou a ferramenta modificada e suas 4 configurações: oca sem esferas (Figura 
4.3 a), com esferas de 5.1 mm (Figura 4.3 b), com esferas de 5.5 mm (Figura 4.3 c) e esferas 
de 5.9 mm (Figura 4.3 d), testadas para a trajetória circular descendente. Pode ser constatado 
que, para todos os sinais de força das diferentes configurações da ferramenta, se mantém a 
tendência já descrita de comportamento da força nos diferentes eixos para a trajetória 
descendente nas regiões I, II e III. 
 
Figura 4.3: Sinais de força das diferentes configurações da ferramenta modificada com o 
amortecedor na trajetória descendente. 
 
A Figura 4.4 mostra os sinais de força nos eixos X, Y e Z obtidos quando se utilizou a 
ferramenta modificada e suas 4 configurações: oca sem esferas (Figura 4.4 a), com esferas de 
5.1 mm (Figura 4.4 b), com esferas de 5.5 mm (Figura 4.4 c) e esferas de 5.9 mm (Figura 4.4 
d), testadas para a trajetória circular ascendente. Também nestas figuras pode ser constatada a 
tendência já descrita de comportamento da força nos diferentes eixos para a trajetória 







Figura 4.4: Sinais de força das diferentes configurações da ferramenta modificada com o 
amortecedor na trajetória ascendente. 
 
A fim de realizar uma comparação entre os valores das forças obtidas nos cortes com 
todas as configurações de ferramenta, foram construídas as Figuras 4.5 e 4.6. Estas figuras 
mostram os valores RMS dos sinais de força das diferentes configurações de ferramenta nos 
três eixos para as regiões de contato I, II e III nas trajetórias descendente e ascendente. Os 
valores RMS foram obtidos a partir dos dados de força dos diferentes eixos e representa a raiz 
média quadrada das forças para cada região analisada. Para todos os gráficos os valores no 









Figura 4.5: Gráficos polares dos valores RMS dos sinais de força das 5 configurações da 







Figura 4.6: Gráficos polares dos valores RMS dos sinais de força das 5 configurações da 







Para a trajetória descendente, de acordo ao observado na Figura 4.5 (a) e (b), as 
configurações da ferramenta com esferas têm pouca influência na força dos diferentes eixos 
para as regiões de contato I e II. Pode-se perceber somente uma pequena variação da 
magnitude das forças com o aumento do diâmetro das esferas utilizadas. No entanto, para a 
região de contato III (Figura 4.5 c) pode se constatar que a ferramenta maciça foi a que 
apresentou maiores esforços de corte, especialmente nas direções X e Y (direções que 
compõem as componentes tangencial e radial da força) dentre todas as configurações de 
ferramenta testadas, seguida pela ferramenta oca. Além disso, dentre as ferramentas com 
esferas, as componentes X e Y da força são menores que aquelas obtidas com as ferramentas 
maciça e oca, apresentando um pequeno decréscimo do valor da componente à medida que o 
diâmetro das esferas utilizadas aumenta, especialmente para a componente X. Para a trajetória 
ascendente, as configurações da ferramenta com esferas têm pouca influência na força dos 
diferentes eixos para a região de contato I (Figura 4.6 a). Percebe-se somente uma pequena 
variação da magnitude das forças com o aumento do diâmetro das esferas utilizadas. Para as 
regiões de contato II e III (Figura 4.6 b e c), no entanto, pode ser observado que, as 
magnitudes de força nos diferentes eixos das configurações da ferramenta com esferas são 
maiores que as magnitudes atingidas pela ferramenta maciça e ferramenta oca sem esferas. 
Como ocorreu na trajetória descendente, dentre as ferramentas com esferas, pode-se perceber 
a diminuição do valor das componentes de força à medida que o diâmetro das esferas 
utilizadas aumenta. A menor magnitude de força atingidas pelas ferramentas maciça e oca 
sem esferas nas regiões II e III, pode ser explicada pelos picos formados nos sinais de força 
(grande variação dos valores de força) destas ferramentas, fazendo com que a média calculada 
(RMS) fique menor (valores de força grandes e pequenos na formação dos picos). Para as 
ferramentas com esferas, como a variação é muito menor, os valores de força são mais 










Uma razão para que a ferramenta com amortecedor tenha influência na magnitude das 
forças é que durante o processo de corte a presença de vibração produz variações no contato 
ferramenta-peça, fazendo com que um dente corte menos e outro corte mais (penetra mais 
fundo na peça). Isso gera variações na energia necessária (magnitude da força) para o 
processo de corte. Na trajetória descendente, a variação atingida pelas ferramentas sem 
esferas fez com que a energia necessária para o processo de corte fosse muito maior (valores 
de força altos) fazendo com que o RMS ficasse alto. No caso das ferramentas com esferas 
(com amortecedor), em que a variação é baixa, o processo de corte é mais estável, pelo qual, a 
demanda de energia é menor (RMS baixo). No entanto, na trajetória ascendente foi observado 
que o RMS nas regiões II e III das ferramentas sem esferas (sem amortecedor) foi menor que 
as ferramentas com esferas. Isso é devido à vibração crítica gerada nessas regiões, que produz 
grande variação no contato ferramenta-peça (processo de corte muito instável), resultando na 
geração de picos (pela grande saída e penetração da ferramenta na peça) nos sinais de força 
obtidos. A diferença dos valores de força para a formação desses picos é muito grande 
(valores muito altos e baixos), fazendo com que o valor RMS obtido seja menor. Como ao 
utilizar as ferramentas com esferas, foi gerada menor variação no contato ferramenta-peça, o 
processo de corte foi mais estável. Por tanto, a diferença dos valores de força atingidos é 
baixa (valores próximos e constantes), resultando com que o valor RMS calculado seja maior. 
Mesmo que o valor RMS das ferramentas sem esferas tenha sido menor, os efeitos da grande 
variação devido à vibração crítica gerada podem ser observados na rugosidade da peça. Além 
disso, também pode ser observado na superfície da peça o efeito de propagação dessa variação 
de uma região de contato a outra (da Região III para a Região II), característico do efeito 
regenerativo ou chatter. 
Uma característica das forças de corte que precisa ser analisada para que se tenha uma 
ideia da vibração da ferramenta e, assim, possa se relacionar parâmetros de força com a 
rugosidade obtida é a variação das componentes da força, especialmente nas direções X e Y. 










Nas Figuras 4.7 e 4.8 são mostrados em gráficos polares os valores dos picos dos 
sinais de força em dez voltas da ferramenta em suas diferentes configurações nos três eixos, 
na região de contato III (região com maior tendência de gerar vibração) para as trajetórias 
descendente e ascendente respectivamente. Cada três pontos dos gráficos polares (36º no 
círculo) corresponde a uma volta da ferramenta e os valores no raio do círculo referem-se à 






Figura 4.7: Picos dos sinais de força em dez voltas das ferramentas: (a) maciça, (b) oca sem 
esferas, (c) com esferas de 5,1 mm, (d) com esferas de 5,5 mm e (e) com esferas de 5,9 mm 











Figura 4.8: Picos dos sinais de força em dez voltas das ferramentas: (a) maciça, (b) oca sem 
esferas, (c) com esferas de 5,1 mm, (d) com esferas de 5,5 mm e (e) com esferas de 5,9 mm 
para a Região III na trajetória circular ascendente. 
 
Pode se observar nas Figuras 4.7 e 4.8 que, tanto para a trajetória descendente quanto 
ascendente, a ferramenta maciça junto com a ferramenta oca foram as que apresentaram a 
maior variação dos esforços de corte (maior diferença entre picos da força), principalmente 
nas direções X e Y. Além disso, dentre as ferramentas com esferas, a ferramenta com esferas 
de 5,1 mm apresentou variação dos esforços de corte, mas em menor grau que a variação das 
ferramentas maciça e oca. Constata-se, principalmente para as componentes X e Y da força de 
usinagem que, à medida que o diâmetro das esferas utilizadas aumenta, a variação dos 
esforços de corte diminui (menor diferença entre picos e vales da forca), podendo-se até 
observar no caso da ferramenta com esferas de 5,9 mm, para as duas trajetórias testadas, um 
gráfico polar quase sem variação (formação de um círculo). A menor variação de força indica 
que a ferramenta experimentou menor vibração. Com os resultados obtidos nas duas 
trajetórias testadas da influência na rugosidade e na força pelas configurações da ferramenta 
com esferas, é constatado que na região de contato III foi atingida a maior eficiência do 
amortecedor por efeito de impacto. Nesta região os esforços ficam mais orientados na direção 
radial que na direção axial e a componente radial é a responsável pela deflexão da ferramenta. 
Por tanto, é maior a tendência de gerar vibração. Com o aumento da vibração (maior 







4.3. Análise da Rugosidade da Peça 
 
 
Nas Figuras 4.9 e 4.10 são mostrados os resultados das medições de rugosidade média 
(Ra) das 5 configurações da ferramenta nas regiões I, II e III, para as trajetórias de corte 
descendente e ascendente respectivamente. O primeiro ponto a ser destacado é que os valores 
de rugosidade obtidos na Região III da peça são muito maiores que aqueles obtidos nas outras 
regiões, qualquer que seja a configuração da ferramenta. Isto é devido ao fato de que, como já 
citado, durante a usinagem nesta região as forças no plano perpendicular ao eixo da 
ferramenta são bastante grandes, promovendo deflexão neste plano, com consequente 
vibração que causa aumento da rugosidade da peça. 
 
 
Figura 4.9: Rugosidade média (Ra) em função das 5 configurações da ferramenta nas três 





















Rugosidade da peça na trajetória descendente
FERRAMENTA MACIÇA
OCA SEM ESFERAS
COM ESFERAS 5,1 MM
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Figura 4.10: Rugosidade média (Ra) em função das 5 configurações da ferramenta nas três 
regiões da peça medidas para a trajetória circular ascendente. 
 
Como segundo ponto, pode-se constatar que para a Região I as configurações da 
ferramenta com esferas (amortecedor por efeito de impacto) não tiveram influência marcante 
na rugosidade em relação à rugosidade obtida com ferramenta maciça (sem o amortecedor). 
Para a Região II, a presença do amortecedor de impacto não influenciou a rugosidade no corte 
descendente, diminuiu a rugosidade no corte ascendente. Uma razão para que as ferramentas 
com esferas não terem influenciado a rugosidade nestas situações é que as vibrações foram 
muito baixas nestas regiões (devido aos pequenos valores da força no plano perpendicular ao 
eixo da ferramenta) e, portanto, a diminuição da vibração causada pelo amortecimento, não 
fez diferença na rugosidade da peça. Esta afirmação foi comprovada na seção anterior, quando 
se analisar as forças de corte. Na Região I a orientação dos esforços é predominantemente na 
direção axial e isto não causa vibração alta, devido ao fato desta direção ser bastante rígida. 
Nesta direção a forca pressiona a ferramenta contra seu sistema de fixação, sem gerar 
deflexão e, consequentemente, sem gerar vibração. Além disso, a excitação das esferas nesta 
direção faz com que batam uma contra a outra, devido à disposição das mesmas (uma acima 
de outra). Por tanto, o efeito dos impactos das esferas contra a parede do furo não é 



















Rugosidade da peça na estratégia ascendente
FERRAMENTA MACIÇA
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produzido entre os esforços axiais e radiais, a vibração gerada é baixa, especialmente no corte 
descendente, fazendo com que as esferas não experimentem a excitação necessária para que o 
amortecimento seja considerável. Além disso, quando a vibração é baixa, ela não influencia a 
rugosidade, mesmo se ela diminuir ainda mais com algum tipo de amortecimento (Suyama, 
2014). Na Região II, corte ascendente, as vibrações já são maiores, como se verá mais adiante 
e as forças no plano perpendicular ao eixo da ferramenta também são maiores, o que faz com 
que a presença do amortecimento seja importante e, com isso, quando se utilizou a ferramenta 
com amortecimento, a rugosidade foi menor. Por outro lado, na Região III as configurações 
da ferramenta com esferas tiveram grande efeito na rugosidade obtida. Isso ocorreu porque o 
corte nesta região gera esforços predominantemente na direção radial (ou no plano 
perpendicular ao eixo da ferramenta), que é a direção em que as esferas se chocarão com 
maior intensidade na parede do furo, produzindo grande efeito de impacto e fazendo com que 
o amortecimento seja mais eficiente. Com o aumento da vibração a excitação das esferas é 
maior, resultando no aumento do efeito de amortecimento. Também, pode ser observado uma 
tendência na diminuição da rugosidade à medida que o diâmetro das esferas é maior. Essa 
tendência cresceu na trajetória ascendente, em que a ferramenta inicia o corte na Região III. 
Assim, a excitação inicial para o batimento das esferas na parede do furo é maior (maior força 
de impacto) atingindo maior efeito de amortecimento. Com isso a ferramenta com as esferas 
de 5,9 mm (maior diâmetro de esferas utilizado) na trajetória descendente gerou peças com 
valor de rugosidade cerca de 40% menor que o valor de rugosidade da ferramenta maciça (de 
3,71 µm para 2,25 µm) e na trajetória ascendente gerou rugosidade cerca de 50% menor que o 
valor de rugosidade da ferramenta maciça (de 4,85 µm para 2,4 µm). Além disso, a diferença 
do valor da rugosidade obtida entre a ferramenta com as esferas de 5,9 mm e a ferramenta 
com esferas de menor diâmetro (esferas de 5,1 mm) para as trajetórias descendente e 
ascendente foi cerca de 30% (de 3,37 µm para 2,25 µm para a trajetória descendente e de 3,43 
µm para 2,4 µm para a trajetória ascendente). 
Outro ponto a se destacar nestas figuras é que o corte ascendente gerou rugosidade 
maior na peça que o corte descendente, em todas as condições testadas (comparar Figura 4.9 
com Figura 4.10). O corte ascendente gera maior vibração que o corte descendente devido ao 
fato de que ele se inicia com forças no plano perpendicular ao eixo da ferramenta altas, o que 
faz com que o processo comece com alta vibração. Esta vibração se irradia por toda a passada 
da ferramenta na peça, fazendo com a vibração seja maior durante todo o corte, o que é 







Como mostra a Figura 4.11 para a trajetória descendente e a Figura 4.12 para a 
trajetória ascendente, a diferença entre um processo de corte com e sem variações no contato 
ferramenta-peça pode ser observada na superfície da peça após ser usinada. No corte 
descendente (Figura 4.11) vê-se que a diferença de rugosidade obtida com as ferramentas 
maciça e com esferas pode ser visualmente detectada, especialmente quando a região de 
contato III das duas peças são comparadas. No corte ascendente (Figura 4.12) esta diferença 
de rugosidade não somente é visualmente detectada na Região III das peças, mas também na 
região de contato II. 
 
 
Figura 4.11: Superfícies usinadas com (a) ferramenta maciça e (b) ferramenta com esferas de 












Figura 4.12: Superfícies usinadas com (a) ferramenta maciça e (b) ferramenta com esferas de 
5,9 mm na trajetória circular ascendente. 
 
Conclui-se então que, em termos de amortecimento, foi melhor ter-se esferas com 
maior massa e menor distância da parede da cavidade que, o contrário. O amortecimento 
causado pelo impacto de uma esfera é proporcional à quantidade de momento linear da esfera 
no momento do impacto, que é dado pelo produto da massa e velocidade. Ao aumentar o 
diâmetro das esferas é incrementada a massa das mesmas de maneira cúbica. Também se 
aumenta a razão entre a massa dos elementos amortecedores (esferas) e do elemento 
vibratório (ferramenta). Com o aumento do diâmetro, também é diminuída a distância entre a 
esfera e a parede do furo (folga existente para o movimento da partícula). Nos ensaios 
realizados, ao passar da esfera de menor diâmetro (5,1 mm) para a esfera de maior diâmetro 
(5,9 mm), esta diminuição da distância causou o aumento do número e da frequência de 
impactos das esferas contra a parede do furo. Assim, o maior efeito de amortecimento (maior 
absorção de energia pelas esferas devido aos impactos) quando se utilizou esferas de maior 







4.4. Ensaios de Vida da Ferramenta 
 
Os ensaios de vida da ferramenta foram realizados nas mesmas condições de corte dos 
ensaios mostrados no item anterior. Foram testadas três configurações da ferramenta: maciça, 
oca sem esferas e com esferas de 5,9 mm (diâmetro de esferas que teve os melhores resultados 
dos três diâmetros utilizados). Na Figura 4.13 é mostrado o gráfico de vida das ferramentas 
testadas em volume de cavaco removido por vida, para as trajetórias descendente e 
ascendente. Além disso, as ferramentas desgastadas foram observadas no microscópio óptico, 
a fim de se identificar se o fim de vida se deu por desgaste ou por algum tipo de avaria da 
ferramenta, como lascamento ou quebra. 
 
Figura 4.13: Vida da ferramenta nas trajetórias circular descendente e circular ascendente 
das ferramentas maciça, oca sem esferas e com esferas de 5,9 mm. 
 
Pode-se constatar que, para as duas trajetórias testadas, a maior vida foi conseguida 
pela ferramenta com esferas, enquanto a menor vida foi obtida pela ferramenta maciça. Na 
trajetória descendente, a ferramenta com esferas usinou aproximadamente 50% mais volume 
de cavaco que a ferramenta maciça, e na trajetória ascendente, a ferramenta com esferas 
usinou aproximadamente 75% mais volume de cavaco que a ferramenta maciça. Para as duas 





































comprovam que a maior vibração da ferramenta ocorrida no corte com ferramenta maciça 
prejudicou, além da rugosidade da peça (analisada na secção anterior deste trabalho), também 
a vida da ferramenta. Em outras palavras, a diminuição da vibração causada pelo amortecedor 
de impacto por esferas da ferramenta propiciou menor rugosidade da peça e maior vida da 
ferramenta. 
Nas Figuras 4.14 e 4.15 são mostradas as superfícies de saída e as superfícies de folga 
ao fim da vida das ferramentas para as trajetórias descendente e ascendente respectivamente. 
 
Figura 4.14: Desgaste ao fim de vida nas superfícies de saída e de folga das ferramentas: (a) 






Figura 4.15: Desgaste ao fim de vida nas superfícies de saída e de folga das ferramentas: (a) 
maciça, (b) oca sem esferas e (c) com esferas de 5,9 mm para a trajetória ascendente. 
 
Observando-se a superfície de saída das ferramentas desgastadas, tanto para a 
trajetória descendente quanto ascendente, nota-se que para todos os casos ocorreu lascamento, 
isso devido à vibração presente durante o processo de corte. No entanto, pode-se constatar que 
na ferramenta com esferas (Figura 4.14 c e 4.15 c) o lascamento somente ocorreu numa 
porção pequena da aresta, aquela que teve contato com a Região III da peça. Já as 
ferramentas: maciça e oca sem esferas lascaram ao longo de toda a região de contato com as 






Uma observação importante em relação ao desgaste das ferramentas é que para as duas 
trajetórias testadas, o desgaste de flanco máximo (VBmáx) ocorreu próximo ao diâmetro 
externo da ferramenta, que é a região da ferramenta que corta a Região III da peça, região em 
que a velocidade efetiva de corte era maior, região de contato na qual os esforços estão 
orientados no plano perpendicular ao eixo da ferramenta e também região em que a vibração 
da ferramenta era maior, como se viu no item anterior deste trabalho. Outra observação 
importante que aponta para o fato da menor vibração, é que a ferramenta com esferas 
terminou sua vida devido ao lascamento da aresta, mas este lascamento somente ocorreu após 
um volume de cavaco removido bem maior. 
As Figuras 4.16 e 4.17 apresentam os resultados das medições de rugosidade obtidos 
nas superfícies usinadas com a ferramenta nova e desgastada para as regiões de contato I, II e 
III das ferramentas: maciça, oca sem esferas e com esferas de 5,9 mm nas trajetórias 













Figura 4.16: Rugosidade média (Ra) no fim de vida das ferramentas: maciça, oca sem esferas 






















Figura 4.17: Rugosidade média (Ra) no fim de vida das ferramentas: maciça, oca sem esferas 
e com esferas de 5,9 mm para as regiões de contato I, II e III na estratégia circular 
ascendente. 
 
De acordo com o observado nas Figuras 4.16 e 4.17, para as três regiões medidas, a 
ferramenta com esferas gerou menor rugosidade que a ferramenta maciça e a oca sem esferas, 
tanto quando se usinou com ferramenta nova (sem desgaste), quanto quando se usinou com 
ferramenta em fim de vida. Na trajetória descendente, a diferença foi pequena quando as 
rugosidades foram medidas nas regiões I e II da peça, mas foi bem maior quando a rugosidade 
foi medida na região III da peça. Na trajetória ascendente, devido à propagação da variação de 
forças da Região III para a Região II (pela alta vibração gerada), o amortecimento produzido 
pela ferramenta com esferas foi maior e, assim, a diferença de rugosidade entre as ferramentas 
maciça e com esferas foi grande nessas regiões II e III. No entanto, para as duas trajetórias, a 
maior diferença de rugosidade foi na Região III, que como visto, é a região em que o efeito de 
amortecimento da ferramenta gerado pelas esferas foi mais pronunciado. 
Nas Figuras 4.18 e 4.19, são mostrados em gráficos polares os valores dos picos dos 
sinais de força em dez voltas no fim de vida das ferramentas maciça, oca sem esferas e com 
esferas de 5,9 mm, para os três eixos de medição da força na região de contato III e para as 






Figura 4.18: Picos dos sinais de força em dez voltas no fim de vida das ferramentas (a) 
maciça, (b) oca sem esferas e (c) com esferas de 5,9 mm para a região III na     






Figura 4.19: Picos dos sinais de força em dez voltas no fim de vida das ferramentas (a) 









Com o observado nas Figuras 4.18 e 4.19, pode-se constatar que, no fim de vida, tanto 
para a trajetória descendente quanto ascendente, as três ferramentas testadas (com ou sem 
esferas), apresentam variação das forças e, consequentemente, vibração. A variação 
apresentada no fim de vida das ferramentas é muito maior que a variação atingida no início de 
vida das mesmas (Figuras 4.7 e 4.8 a-b-e). Este é o fator que fez com que a rugosidade no fim 
de vida fosse sempre maior que no início da vida. No entanto, a variação de forças da 
ferramenta com esferas é muito menor comparada com as outras ferramentas. Este 
comportamento nas forças da ferramenta com esferas na Região III no seu fim de vida, 
concorda com o resultado obtido de rugosidade nesta região (maior aumento da rugosidade 
que as outras regiões) mostrado nas Figuras 4.16 - 4.17, e com o observado na superfície de 
saída (lascamento na região de contato III) mostrado nas Figuras 4.14 (c) e 4.15 (c), desta 
ferramenta já desgastada. Por tanto, pode-se concluir que a ferramenta com esferas continuou 
amortecendo as vibrações produzidas durante a vida da ferramenta. Porém, como no fim de 
vida a vibração tende a aumentar muito, e a ferramenta com esferas usinou nesta região da 
peça com uma porção da aresta de corte já lascada, a vibração gerada foi muito grande e o 
amortecimento não conseguiu reduzi-la a valores muito pequenos como fez quando se usinou 
com ferramenta sem desgaste (Figuras 4.7 – 4.8 e). 
Concluindo este capítulo, pode-se afirmar que o uso do amortecedor de impacto com 
esferas em uma fresa usinando superfícies circulares, nas trajetórias descendente e ascendente, 
especialmente quando se utiliza neste amortecedor esferas pouco menores que o diâmetro da 
cavidade feita na ferramenta, foi capaz de reduzir a rugosidade da peça, os esforços de corte e, 
especialmente a variação dos esforços de corte (que é uma medida da vibração da ferramenta) 
em relação à fresa maciça, principalmente durante o corte na região da peça que gera altas 
forças radiais. Além disso, foi também capaz de proporcionar maior vida da ferramenta, na 
trajetória descendente cerca de duas vezes maior e na trajetória ascendente cerca de três vezes 
maior que a fresa maciça, gerando rugosidades menores e menores variações da força também 










Com a análise dos resultados obtidos, as conclusões e as sugestões para trabalhos 
futuros são apresentadas a seguir. 
 
 
5.1. Conclusões deste Trabalho 
 
Os resultados do presente trabalho sobre a utilização do amortecedor por impacto na 
ferramenta para o fresamento em alta velocidade permitem concluir, para fresamento de aço 
endurecido em condições similares às utilizadas neste trabalho que: 
 O furo feito na ferramenta gerou um pequeno aumento de sua frequência natural. No 
entanto, não houve uma influência significativa ao utilizar a ferramenta oca sem 
esferas na rugosidade da peça, nos esforços de corte e na vida da ferramenta para as 
condições testadas. 
 A maior influência na variação de força dos diferentes eixos (X, Y e Z) medidos 
durante o processo de corte foi obtida pelas ferramentas com o amortecedor aplicado. 
Além disso, foi observado que a influência é maior com o aumento do diâmetro das 
esferas utilizadas (menor variação), sendo que a ferramenta com as esferas de 
diâmetro 5,9 mm gerou a menor variação dos três diâmetros testados. 
 Os melhores resultados de rugosidade da superfície usinada foram obtidos pelas 
configurações da ferramenta com o amortecedor por efeito de impacto (ferramenta 
com esferas) e a ferramenta com as esferas de maior diâmetro gerou a menor 
rugosidade da peça de todos os diâmetros de esferas testadas. 
 De acordo com os resultados obtidos dos três diâmetros de esferas testados, foi melhor 
ter-se esferas com maior massa e menor distância (pelo aumento da força de impacto e 







 A maior vida foi conseguida pela ferramenta com o amortecedor por efeito de 
impacto. Quando se utilizou trajetória descendente, a ferramenta com esferas usinou 
aproximadamente o dobro do volume de cavaco e na trajetória ascendente usinou 
cerca do triplo do volume de cavaco que a ferramenta maciça. 
 Tanto para a trajetória descendente quanto ascendente, no fim de vida da ferramenta, 
aquela com o amortecedor por efeito de impacto, continuou amortecendo a vibração, 
gerando menor rugosidade e menor variação de força que a ferramenta maciça. 
 
 
5.2. Recomendações para Trabalhos Futuros 
 
Como sugestão para trabalhos futuros nesta linha de pesquisa, recomenda-se: 
 Análise de outros fatores que influenciam na vibração como: sistema de fixação, raio 
de ponta do inserto e profundidade de usinagem; 
 Análise de formas e dimensões do furo usinado no efeito de amortecimento natural da 
ferramenta durante o processo de usinagem; 
 Análise e otimização do amortecedor por efeito de impacto desenvolvido, utilizando-
se diferentes materiais e volumes de esferas; 
 Análise e comparação da eficiência entre a ferramenta com o sistema de 
amortecimento por impacto desenvolvida, ferramentas comerciais com amortecedor 
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